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1 EINLEITUNG 
Motivation 
Bandagen werden seit Jahrhunderten für statisch sowie dynamisch belastete Bauteile ein-
gesetzt. Neben Metallen bietet sich auch die Nutzung von Faserkunststoffverbunden als 
Bandagenwerkstoff an, da diese über vergleichsweise hohe spezifische Festigkeiten und Stei-
figkeiten verfügen. Sehr häufig finden Bandagen bei rotationsbelasteten Körpern wie Zent-
rifugen, Elektromotoren und Schwungrädern Verwendung, da bei diesen aufgrund ihrer 
Funktionsweise der eigentliche Rotationskörper zumeist nicht aus hochfesten Werkstoffen 
bestehen kann. Dabei dienen Bandagierungen dazu, den sicher nutzbaren Einsatzbereich 
weiter zu steigern. In diesen Fällen werden zumeist Umfangsbandagen aus Faserkunststoff-
verbunden eingesetzt, welche die aus der Zentrifugalkraft resultierenden radialen Kräfte und 
die zusätzlichen aus der Funktionsweise resultierenden tangentialen oder axialen Kräfte 
aufnehmen. Diese Bandagen sind üblicherweise dünnwandig im Vergleich zur Rotorstruktur 
ausgeführt. 
Ausgehend von rotationssymmetrischen Bauteilen mit über den Umfang homogener rotati-
onssymmetrischer Masseverteilung, rotationssymmetrischem Materialverhalten, etwa iso-
trop oder polarorthotrop, und zentrischer Drehachse kann idealisiert von einer rein radialen 
Verformung (Aufweitung) ausgegangen werden. Etwaige zusätzliche Bandagierungen haben 
in diesem Fall zum Ziel, die erreichbaren Rotationsgeschwindigkeiten zu erhöhen oder die 
Aufweitung des Rotationskörpers zu verringern. 
In Abweichung zu den idealisierten Annahmen weisen technische Anwendungen, wie etwa 
Elektromotoren und Zentrifugen häufig keine homogene rotationssymmetrische Massever-
teilung auf (Abbildung 1-1). Dies führt zwangsläufig dazu, dass die Aufweitungen dieser 
Körper unter Rotationslast inhomogen sind. Dadurch werden in applizierten Umfangsban-
dagen lokale Spannungserhöhungen induziert, welche zu einem vorzeitigen lokalen Materi-
alversagen führen können.  
 
Abbildung 1-1:  Schematische Darstellung der Aufweitung einer Bandage eines homogen 
(l inks) und inhomogen (rechts) rotationssymmetrischen Scheibenrotors 
1. Einleitung 
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Im Bereich typischer isotroper Werkstoffe sind für derartige lokale Belastungen Berech-
nungsmethoden basierend auf dem Nennspannungskonzept sowie, aktuell gebräuchlicher, 
auf dem örtlichen Spannungskonzept bekannt, die eine sichere zeitfeste Dimensionierung 
der Bauteile ermöglichen, vgl. [26, S. 144 ff], [111]. Im Falle von Faserkunststoffverbunden 
(FKV) sind bei diesen Belastungen weder Gestaltfestigkeitswerte gemäß dem Nennspan-
nungskonzept noch aus dem örtlichen Spannungskonzept abgeleitete Berechnungsmethoden 
zur sicheren Bauteilauslegung bekannt. Daher ist es derzeit notwendig, für die Auslegung 
bandagierter inhomogener Rotorstrukturen umfangreiche experimentelle Untersuchungen 
durchzuführen, um die Funktionssicherheit der Bauteile über die geplante Lebensdauer hin-
weg abzusichern.  
Zielstellung 
Ziel dieser Arbeit ist es, ein grundlegendes Verständnis für die auftretenden Effekte inner-
halb einer dünnwandigen FKV-Bandage – am Beispiel eines Rotors für einen Elektromotor 
– zu entwickeln, die durch die inhomogene Masseverteilung innerhalb des Rotors induziert 
werden. Mit Hilfe dieser Arbeit sollen die Grundlagen für eine effiziente und sichere Ausle-
gung von dünnwandigen Bandagen für Rotoren mit inhomogener Masseverteilung geschaf-
fen werden. Dabei sollen zusätzlich die multidisziplinären Aufgabenstellungen beleuchtet 
werden, die sich bei der Auslegung von Rotoren für Elektromotoren ergeben. 
Vorgehen 
Das Vorgehen innerhalb dieser Arbeit ist zusammenfassend in Abbildung 1-2 dargestellt. 
Ausgehend von der kurzen Vorstellung von Elektromotoren für Elektrofahrzeuge werden 
die dieser Arbeit zugrundeliegenden Rahmenbedingungen erläutert. Anschließend erfolgt die 
Charakterisierung der Werkstoffe. Hierbei wird zum einen auf die Besonderheiten der Ban-
dagierungswerkstoffe für verschiedene Rotortypen eingegangen, zum anderen auf die me-
chanischen Eigenschaften der eingesetzten hart- und weichmagnetischen Werkstoffe. 
Am Beispiel eines Klauenpol-Rotors, der aus dem ENIAC JU Projekt „MotorBrain“ [68] 
hervorgegangen ist, werden zuerst entsprechende Rotordesignkonzepte entwickelt und die 
auftretenden konzeptinhärenten dreidimensionalen Belastungen für die Bandagierung abge-
leitet. Im Rahmen dieser Entwicklung werden erstmals Soft-Magnetic-Composites sowie 
Ferrit-Magneten in Elektromotoren für Fahrzeuge eingesetzt, siehe Kapitel 3. 
Anschließend erfolgt – im Rahmen des Kapitels 4 – eine kritische Auseinandersetzung mit 
dem aktuellen Stand der Technik zur Auslegung von Faser-Kunststoff-Verbunden mittels 
makro- und mesomechanischer Versagenskriterien. Diese werden gezielt auf ihre Anwend-
barkeit bei inhomogenen 3D-Belastungszuständen untersucht, wie sie in Bandagen für 
Elektromotoren auftreten. 
Im Rahmen des Kapitels 5 erfolgt die detaillierte Analyse der Spannungszustände in der 
Rotorbandage. Hierfür wird die Finite-Elemente-Methode (FEM) genutzt. Dabei werden 
insbesondere die durch die unterschiedlichen mesomechanischen Versagenskriterien voraus-
berechneten Faserzugauslastungen und Gesamtauslastungen betrachtet, gegenübergestellt 
und kritisch diskutiert. 
Zur Verifikation der numerischen Ergebnisse werden experimentelle Untersuchungen her-
angezogen. Hierzu wird in Kapitel 6 zuerst auf die Fertigung und die sich anschließenden 
experimentellen Testreihen an den Probekörpern eingegangen. Dabei werden zum einen die 
Besonderheiten der großseriengerechten Fertigung von Bandagen für Rotoren diskutiert, 
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zum anderen wird der Versuchsaufbau sowie die Versuchsdurchführung für die Prototypen 
detailliert beschrieben. 
Im Anschluss findet der Vergleich der berechneten numerisch und experimentell ermittelten 
Ergebnisse statt. Auf Grundlage dieser Untersuchungen werden Empfehlungen bezüglich 
der Werkstoffcharakterisierung, numerischen Auslegung, Fertigung und Prüfung von UD-
Bandagen für Elektromotoren abgeleitet. 
Die Zusammenfassung der Arbeiten, die kritische Würdigung der Arbeitsergebnisse sowie 
ein Ausblick bilden den Abschluss der Arbeit.  
 
 Abbildung 1-2:  Vorgehen zur Ermittlung eines Auslegungskonzepts zur Dimensionierung von 
dünnwandigen Faser-Kunststoff-Verbund Bandagen für Rotoren von Elektro-
motoren 
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2 ELEKTROMOTOREN FÜR ELEKTROFAHRZEUGE 
Mit dem Übergang von rein Verbrennungsmotor basierten Fahrzeugen hin zu elektrifizierten 
und rein batterieelektrischen Fahrzeugen ändert sich der Aufbau des Antriebsstrangs von 
Fahrzeugen signifikant. Der elektrische Antriebsstrang von batterieelektrischen Fahrzeugen 
besteht zumeist aus den folgenden Kernkomponenten: Hochvoltladegerät, Hochvoltbatterie, 
DC/DC-Wandler1, 12 V-Batterie, Leistungselektronik, Elektromotor, Getriebe und Diffe-
rential sowie der notwendigen Steuerung, siehe Abbildung 2-1. Dabei werden von den Au-
tomobilherstellern verschiedenste Integrationsansätze bzgl. der zusammenhängenden Ge-
staltung der Komponenten verfolgt. Ziel ist es, durch die Integration mehrerer Komponen-
ten Kosten, Bauraum sowie Gewicht zu sparen und die Effizienz der Einzelkomponenten 
weiter zu steigern. Dieser Ansatz wird im allgemeinen als Hochintegration bezeichnet und 
kann bis hin zur Auflösung klassischer physischer Komponentengrenzen führen, vgl. [44], 
[102], [104], [144].  
  
Abbildung 2-1:  Schematischer Aufbau des Antriebsstrangs eines rein elektrischen Fahr-
zeugs (l inks), Integrationsansatz des Nissan Leaf (rechts) [102] 
2.1 ELEKTROMOTOREN 
Die Entwicklung von Elektromotoren basiert auf der Entdeckung und Nutzung der Lorenz-
kraft. Ab 1821 begann die Entwicklung erster – meist Gleichstrom basierter – elektrischer 
Maschinen [41], [42]. Mit der Erfindung des Wechselstrommotors durch WALTER BAILY 
begann ab 1887 die Entwicklung von mehrphasigen, heute üblichen dreiphasigen, elektri-
schen Motoren [7], [92].  
Elektrische Maschinen werden im Allgemeinen als elektromechanische Energiewandler auf-
gefasst, welche elektrische Energie in mechanische Bewegungsenergie und umgekehrt um-
wandeln [8, S. 1]. Elektrische Maschinen können somit, im Gegensatz zu Verbrennungsma-
schinen, sowohl im Generator- als auch im Antriebsbetrieb genutzt werden. Dies ist ein 
entscheidender Vorteil für Elektrofahrzeuge, da somit direkt über den Antriebsstrang ein 
Großteil der kinetischen Energie beim Bremsvorgang rekuperiert werden kann und nicht 
mehr ausschließlich in thermische Energie umgewandelt wird. 
                                                        
1  Für Spannungswandlung vom 400 V ins 12 V Bordnetz 
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Die Ausführung von elektrischen Maschinen für elektrifizierte Antriebe erfolgt heutzutage 
meist in Form von dreiphasigen Motoren. Dabei werden je nach Anwendungsfall verschie-
dene Motortypen eingesetzt. Die folgende Abbildung gibt einen Einblick in die Vielzahl der 
gebräuchlichen Motortypen.  
 
Abbildung 2-2:  Übersicht über typische Elektromotortypen [87, S. 362] 
Für Antriebsmotoren im Automobilbau werden zumeist Drehstromsynchron- und  
-asynchronmaschinen genutzt (in Abbildung 2-2 dunkelgrau gekennzeichnet). Diese weisen 
ein vorteilhaftes Eigenschaftsspektrum hinsichtlich der äußeren Abmaße, der Masse, der 
erzielbaren Drehmomente und Drehzahlen, des erzielbaren Wirkungsgrads und der Herstel-
lungskosten auf [93, S. 12], [94, S. 30]. Weitere häufig genutzte Maschinentypen wie Re-
luktanzmaschinen konnten bisher noch nicht die für den Automobilbau erforderlichen Leis-
tungsdichten erreichen, sind aber weiterhin Gegenstand der Forschung [35], [77], [113]. Bei 
batterieelektrischen Fahrzeugen werden meist Hochdrehzahlmotoren eingesetzt, die je nach 
Elektromotorentyp maximale Betriebsdrehzahlen von 11.400 bis 17.500 1/min erreichen 
[141]. Die folgende Tabelle gibt einen Überblick über die bisher am Markt befindlichen 
Serienmotoren mit deren Charakteristika. 
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Tabelle 2-1: Übersicht über die derzeitig gebräuchlichen Maschinentypen in Elektrofahr-
zeugen 
Hersteller 
Fukuta 
Electric & 
Machinery 
[19], [23], 
[46], [127] 
Continental  
[44] 
EM-motive 
[39], [118], 
[123] 
BMW  
[6], [11], [49] 
VW 
[138] 
ZF  
[141] 
Nutzer Tesla Renault Smart BMW VW ZF 
Modell Model S Zoe 
Smart  
electrical 
drive 
i3 E-Golf 
ZF  
Innovation 
Car 
Jahr der  
Vorstellung 2012 2012 2012 2013 2013 2014 
Maschinentyp 
Asynchron-
maschine,  
Käfigläufer 
Synchron-
maschine, 
gleich-
stromerregt 
Synchron-
maschine, 
permanent-
erregt 
Synchron-
maschine, 
permanent-
erregt 
Synchron-
maschine, 
permanent-
erregt 
Asynchron-
maschine,  
Käfigläufer 
Maximale  
Betriebsdrehzahl 
in 1/min 
16.000 12.000 12.000 11.400 12.000 17.500 
Spitzen-/Dauer-
leistung in kW 
310/69 70/50 55/35 125/75 85/51 115/55 
Verhältnis von 
Spitzen- zu  
Dauerleistung 
4,5 1,4 1,6 1,7 1,7 2 
Spitzen-/ Dauer-
drehmoment in 
Nm 
600/k.A. 180/70 130/k.A. 250/k.A. 270/k.A. 156/k.A. 
Masse inkl. Ge-
triebe und Diffe-
rential in kg 
k.A. k.A. k.A. k.A. 99,5 73,0 
Übersetzung zwi-
schen Motor und 
Rad 
9,73:1 9,33:1 9,92:1 9,7:1 9,75:1 16,00:1 
Phasenanzahl 3 3 3 3 3 3 
Höchstgeschwin-
digkeit in km/h 225 135 125 150 140 k.A. 
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2.1.1 AUFBAU UND WIRKUNGSWEISE VON ASYNCHRONMASCHINEN 
Die bisher in Elektrofahrzeugen verwendeten Asynchronmaschinen erreichen meist deutlich 
höhere Drehzahlniveaus als vergleichbare Synchronmaschinen, dies kann exemplarisch Ta-
belle 2-1 entnommen werden. Die Gründe hierfür sind vor allem in der elektrischen Wir-
kungsweise und dem daraus resultierenden mechanischen Aufbau der Maschinen zu sehen. 
Dabei gelten Asynchronmaschinen im Allgemeinen als sehr robuste und preisgünstige aber 
masseintensive Maschinen mit hoher, aber nicht höchster Effizienz.  
Asynchronmaschinen beruhen auf dem Prinzip des Induktionsgesetzes. Dabei unterscheidet 
sich der Aufbau des Stators einer Asynchronmaschine prinzipiell nicht vom Aufbau eines 
Stators für Synchronmaschinen. Vielmehr bezieht sich die Unterscheidung hinsichtlich 
Asynchronmaschine und Synchronmaschine auf den eingesetzten Rotor. Dieser besteht bei 
einer Asynchronmaschine im einfachsten Fall aus einer kurzgeschlossenen Leiterschleife, 
welche innerhalb des Stators um ihre Längsachse rotieren kann. Wird der Stator an ein 
heute übliches 3-phasiges Wechselstromnetz angeschlossen, so bildet dieser ein rotierendes 
elektro-magnetisches Feld, kurz Drehfeld, aus, welches periodisch zu starken Änderungen 
des von ihm umfassten magnetischen Flusses führt. Dabei rotiert das Drehfeld mit der 
Frequenz  des angelegten Wechselstromnetzes. Dieses schnell rotierende Drehfeld indu-
ziert gemäß Induktionsgesetz in den anfänglich stillstehenden kurzgeschlossenen Leiter-
schleifen des Rotors Spannungen, welche wiederum zu hohen Strömen innerhalb der Leiter-
schleife führen. Gemäß LENZ‘scher Regel erzeugt der nun innerhalb der Leiterschleife flie-
ßende Strom ebenfalls ein Magnetfeld, welches bestrebt ist, die Ursache der Induktion ab-
zubauen. Folglich beginnt sich der Rotor mit der Frequenz  zu drehen. Dabei erreicht die 
Rotorfrequenz allerdings nie die Frequenz des Statorfelds , da mit Erreichen dieser 
Frequenz keine Spannung mehr in den Rotor induziert würde und folglich auch kein Mag-
netfeld mehr ausgeprägt werden könnte. Die dem Konzept inhärente Differenz zwischen 
Frequenz des Statorfelds und Frequenz des Rotors verleiht dem Motorentyp den Namen 
Asynchronmaschine und wird als Schlupf bezeichnet: [17, S. 346ff], [121, S. 230ff] 
 (2.1) 
Für Elektrofahrzeuge bietet sich insbesondere der Aufbau der Asynchronmaschine als soge-
nannter Käfigläufer an, da dieser auf einer vergleichsweise einfachen Bauweise ohne Schleif-
kontakte für den Rotor beruht, siehe Abbildung 2-3. Dabei wird als Leiterschleife ein leit-
fähiger Käfig aus Aluminium oder Kupfer eingesetzt. Dieser wird von einem weichmagneti-
schen Material – üblicherweise laminiertem Elektroblech – umgeben. Die Elektrobleche fi-
xieren den leitfähigen Käfig in radialer und tangentialer Richtung. Durch eine stoff- bzw. 
formschlüssige Verbindung der einzelnen Käfigleiter mit leitfähigen massiven Endkappen 
wird der notwendige elektrische Kurzschluss erreicht. Zur besseren Wärmeabfuhr werden 
die Endkappen häufig als Lüfterrad ausgeführt oder gar aktiv in Fluiden gekühlt. Das aus 
der Lenz’schen Regel hervorgerufene Drehmoment wird dabei vom Kurzschlusskäfig aus an 
die laminierten Elektrobleche und weiter über eine kraftschlüssige Verbindung an die Ro-
torwelle geleitet. [9, S. 1–2], [53, S. 138–140], [87, S. 422] 
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Abbildung 2-3: Schematischer Aufbau eines Käfigläufers [43] 
2.1.2 AUFBAU UND WIRKUNGSWEISE VON SYNCHRONMASCHINEN 
Synchronmaschinen unterscheiden sich in Aufbau und Funktionsweise von Asynchronma-
schinen vor allem durch den Rotor. Im Gegensatz zu Asynchronmaschinen weist dieser eine 
feste magnetische Polung, entweder durch den Einsatz von Magneten oder Elektromagneten, 
auf. D.h. das Magnetfeld des Rotors muss nicht erst von außen aufgeprägt werden. Dadurch 
richtet sich der Rotor entsprechend dem Drehfeld des Stators aus, ohne dass eine Differenz 
zwischen der Frequenz des Rotors und des Statorfeldes auftritt. Da der Rotor synchron mit 
der Frequenz des Netzes dreht  spricht man von Synchronmaschinen. [17, S. 360ff], 
[121, S. 327ff] 
Heutzutage werden im Automobilbau zumeist permanenterregte Synchronmaschinen 
(PMSM) mit Neodym-Eisen-Bor (NdFeB)-Magneten verwendet, siehe Abbildung 2-4. Bei 
Maschinen im stationären Hochleistungsbetrieb hingegen werden üblicherweise fremderregte 
Synchronmaschinen eingesetzt. 
  
Abbildung 2-4:  Detailansicht einer permanenterregten Synchronmaschine mit radial orien-
tierten Magneten (l inks), Detailansicht einer fremderregten Synchronma-
schine mit Elektromagneten (rechts) [70, S. 7] 
Im Falle des permanenterregten Innenläufers ist es somit notwendig, diesen mit entspre-
chen-den Magneten zu versehen, wobei sich hierfür die folgenden beiden Bauweisen anbieten. 
2.2 – Anforderungen des MotorBrain-Projekts an den Motor 
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Vergrabene Magnete: die Magnete werden in voreingebrachte Nuten im Blechpaket des 
Rotors eingeschoben. Die bei der Rotation des Rotors entstehenden Radialverschiebun-
gen der Magneten werden durch das Blechpaket behindert, sodass in den Magneten 
vorrangig Druckspannungen in radialer Richtung induziert werden. Üblicherweise wird 
durch eine gezielte Gestaltung der Taschen für die Magnete versucht, auch das Re-
luktanzmoment auszunutzen, um somit das benötigte Magnetvolumen zu senken, vgl. 
elektrische Maschine des BMW i3 [38, S. 3].
Oberflächlich fixierte Magnete: die Magnete werden an der Oberfläche des Rotors auf-
geklebt und ggf. mit einer zusätzlichen Bandage gesichert. Diese Bauweise hat den Vor-
teil, dass keine zusätzliche Umlenkung der magnetischen Felder durch einen entspre-
chenden Zuschnitt der Blechpakete notwendig ist, bedingt allerdings die Nutzung von 
entsprechendem Klebstoff oder das Aufbringen hochfester Bandagen zur Fixierung der 
Magnete bei höheren Drehzahlen, Beispiel: Siemens SP260D Motor [116].
Einen schematisierten Überblick über die derzeit üblichen Rotoraufbauten bei Synchronma-
schinen gibt Abbildung 2-5. Es ist ersichtlich, dass alle Rotoren unterschiedliche Anforde-
rungen an die Fixierung der Magneten bzw. der integrierten Kupferspulen stellen. Insbe-
sondere bei den Typen: Synchronmaschine mit Oberflächenmagneten (SM-PMSM), Syn-
chronmaschine mit eingelassenen Oberflächenmagneten (SI-PMSM), Klauenpol-Synchron-
maschine mit axialen Ringmagneten (KP-PMSM) und fremderregte Synchronmaschine 
(EESM) kann durch eine Bandagierung die zulässige Drehzahl gesteigert werden, da ent-
weder die (Elektro-)Magneten oder das magnetfeldleitende Material konstruktionsbedingt 
am Außendurchmesser des Rotors angebracht sind. Allerdings ist bei diesen Rotortypen in 
der Bandage mit erheblichen lokalen Spannungskonzentrationen in Folge der Kerbwirkung 
an den Rändern der Magnete bzw. der Magnetfeldumlenkung zu rechnen, sodass über den 
Rotorumfang hinweg inhomogene Belastungen auftreten, wie in Abbildung 1-1 skizziert.  
 
Abbildung 2-5:  Schematischer Aufbau verschiedener permanenterregterer Synchronmaschinen, 
in Anlehnung an [45, S. 1]
2.2 ANFORDERUNGEN DES MOTORBRAIN-PROJEKTS AN DEN MOTOR 
Der im Rahmen dieser Arbeit betrachtete Elektromotor soll den Anforderungen des euro-
päischen Forschungsprojekts MotorBrain genügen [71]. Eine wesentliche Forderung im Rah-
men des Forschungsprojektes war, dass Magnete ohne seltene Erden im Rotor eingesetzt 
werden. Deswegen wurde mit den Projektpartnern SIEMENS AG und HÖGANÄS AB festge-
legt, dass im Rotor erstmals Soft-Magnetic-Composites eingesetzt werden sollen, um eine 
2. Elektromotoren für Elektrofahrzeuge 
10 
dreidimensionale Magnetfeldführung zu ermöglichen. Ferner bestand die Forderung, dass 
alle zum Rotoraufbau genutzten Prozesse großserienfähig sind. 
Die Leistungsanforderungen des Motors wurden vom Projektpartner Volkswagen AG vor-
gegeben. Der Antrieb war für ein Fahrzeug des B-Segments vorgesehen. Dieses weist ein 
typisches Leergewicht von ca. 1.200 kg auf. Die Höchstgeschwindigkeit des Fahrzeuges sollte 
140 km/h betragen. Ausgehend von den Hintergrundinformationen wurden die Eckdaten 
für den Motor und die daraus resultierenden Anforderungen für den Rotor abgeleitet, siehe 
Tabelle 2-2.  
Tabelle 2-2: Angestrebte Leistungs- und Eckdaten des Motors 
Maximale  
Betriebsdrehzahl 
10.300 1/min  Übersetzungsverhältnis 8,5 : 1  
Schleuderdrehzahl 12.000 1/min  
Länge des  
Blechpakets 
180 mm 
Maximales 
Drehmoment 
216 Nm  
Maximaler Rotor- 
außendurchmesser 
158,2 mm 
Spitzenleistung 61,7 kW  Maximaler Luftspalt 1,4 mm 
Dauerleistung 40,4 kW  
Resultierende Ober- 
flächengeschwindigkeit  
99,4 m/s 
Basierend auf den gestellten Anforderungen wurde entschieden, eine Synchronmaschine auf-
zubauen, da sich diese durch eine konstante Leistungsabgabe über einen breiten Drehzahl-
bereich, hohe Effizienz und eine geringe Masse gegenüber Asynchronmaschinen auszeichnet. 
Dabei rückten insbesondere Klauenpolmaschinen in den Fokus der Arbeit; zum einen weil 
der Einsatz von Soft-Magnetic-Composite Materialien eine endkonturnahe Fertigung von 
komplexen Bauteilgeometrien ermöglicht, zum anderen weil alternative hartmagnetische 
Werkstoffe, etwa Ferrit-Magnete, bei diesem Rotortyp vorteilhaft eingesetzt werden können. 
Dies beruht vor allem auf der Tatsache, dass bei Klauenpolrotoren auf die Nutzung von 
vergrabenen oder oberflächlich fixierten Magneten verzichtet werden kann. Ferner werden 
heute schon Klauenpolmaschinen als fremderregete Synchronmaschinen aufgebaut, da der 
Bauraum für die Elektromagneten vergleichsweise groß gewählt werden kann. Diesem Ge-
dankengang folgend wurde entschieden, den Klauenpolrotor als Ansatzpunkt zu wählen, um 
zu analysieren, ob diese Bauweise auch mit alternativen Magnetwerkstoffen eingesetzt wer-
den kann. Der Rotor wird unter üblichen Betriebszuständen bis zu 10.000 1/min erreichen 
und soll im Rahmen von Überlasttests eine sog. Schleuderdrehzahl von bis zu 12.000 1/min 
sicher standhalten. 
2.3 KLAUENPOLROTOREN 
Klauenpolsynchronmaschinen2 werden seit Jahrzehnten für Elektromotoren kleiner und gro-
ßer Leistung mit meist begrenzter Drehzahl genutzt, hauptsächlich als sogenannte Licht-
maschinen für PKWs. Sie gelten aufgrund ihrer robusten Bauweise als vergleichsweise kos-
tengünstig und können sowohl als permanenterregte als auch als fremderregte Synchronma-
schine mit entsprechenden Schleifringen und Kupferspulen ausgeführt werden. 
                                                        
2  Teilweise auch als Schenkelpolmaschinen bekannt 
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Als Lichtmaschinen werden häufig Klauenpol-Maschinen mit Innenläufer genutzt. Dabei 
sitzt der Konstant-Magnetfelderzeuger (Magnet oder Spule) im Inneren des Rotors. Der 
Magnet-felderzeuger ist sowohl starr mit der Welle als auch mit den ihn umschließenden 
Klauenpol-grundkörpern verbunden. Das erzeugte Magnetfeld ist axial orientiert und wird 
über die Klauenpolgrundkörper zum Luftspalt des Stators geleitet. Um einen direkten Mag-
netfluss zwischen benachbarten Klauen zu unterbinden, ist ein umlaufender Luftspalt aus-
gebildet. Infolgedessen bildet sich aus dem ursprünglich axial orientierten Magnetfeld ein 
über den Umfang gestaffeltes Magnetfeld aus, in dem die einzelnen Klauen abwechselnd 
einen Nord- oder Südpol ausprägen, siehe Abbildung 2-6.  
  
Abbildung 2-6:  Aufbau einer fremderregten Klauenpol-Synchronmaschine (l inks) [13], 
Klauenpolgrundkörper (rechts) [78] 
Die elektrische Ausgangsleistung von Lichtmaschinen ist typischerweise auf ≤ 5 kW be-
grenzt und die Effizienz der Lichtmaschine meist von nachrangiger Bedeutung. Daher wer-
den die Klauenpolgrundkörper meist aus massivem ferromagnetischem Material ausgeführt, 
vgl. Abbildung 2-6. D.h., diese werden entweder in mehrstufigen Kaltumformprozessen 
aus ferromagnetischem Band geformt oder per Warmumformung endkonturnah geschmiedet. 
Klauenpolmaschinen derartiger Bauart erreichen meist nur eine Effizienz von 20 % bis 60 %. 
Die Verluste sind dabei hauptsächlich auf Wirbelstrom- und Hystereseverluste im hochfre-
quenten elektromagnetischen Wechselfeld sowie auf Reibungsverluste der Motorkühlung zu-
rückzuführen. [13], [22, S. 331], [36, S. 167 f], [103, S. 7] 
Es ist ersichtlich, dass derartige Klauenpolgrundkörper den Anforderungen eines modernen 
Zentralantriebs für Elektrofahrzeuge nicht gerecht werden können, da die Effizienz des Mo-
tors zu gering ist. In den nachfolgenden Abschnitten wird daher ein neuartiges Klauenpol-
motordesign vorgestellt, welches es ermöglicht, die Vorteile der günstigen und effizienten 
Fertigung von Klauenpolmaschinen für Zentralantriebe von Elektromaschinen nutzbar zu 
machen. Dabei bietet es sich an, per Materialsubstitution die Problemstellung der hohen 
Wirbelstrom- und Hystereseverluste zu adressieren.  
2.4 SOFT-MAGNETIC-COMPOSITES 
Soft-Magnetic-Composites (SMC) sind weichmagnetische Materialien, deren Einsatz für 
Elektromotoren seit Ende der 1990er Jahre erforscht wird [75], [76]. Diese Materialien un-
terscheiden sich maßgeblich von üblicherweise eingesetzten weichmagnetischen 
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Bandmaterialen, wie nicht kornorientiertem Elektroband, Mu-Metall3 sowie amorphen und 
nanokristallinen Legierungen [129], [135]. So handelt es sich bei letztgenannten Materialen 
zumeist um Kaltbandwaren mit definierten Bandagendicken von < 1 mm [129, S. 15]. Diese 
werden hauptsächlich in Form von geschnittenen, elektrisch voneinander isolierten, mehr-
fach gestapelten und abschließend gefügten Blechpaketen genutzt, sog. laminierten Elekt-
roblechpaketen. Bei Soft-Magnetic-Composites handelt es sich hingegen um Metallpulver, 
die mithilfe von Press- oder Sinterprozessen in die gewünschte Form gebracht werden.  
Die im Rahmen dieser Arbeit betrachteten Soft-Magnetic-Composites stammen vom Unter-
nehmen HÖGANÄS AB und firmieren unter dem Markennamen SOMALOY [62], [63]. Es han-
delt sich um Eisenoxid-Metallpulver mit einer Korngröße von ca. 50 bis 106 µm, die aus 
einer hochreinen Eisenschmelze in einem Wasser-Luft-Zerstäubungsprozess hergestellt und 
anschließend per Phosphatierung mit einer ca. 6 bis 11 nm dünnen anorganischen, nicht 
elektrisch leitfähigen Phosphatschicht überzogen werden, siehe Abbildung 2-7 [95, S. 63 ff]. 
Die regellose Struktur der Metallpartikel sowie die elektrische Isolation der Partikel bildet 
die Grundlage für den breiten Einsatz von SMC-basierten Bauteilen in der Hochfrequenz-
technik, da somit ein kostengünstiges Ausgangsmaterial geschaffen wurde, welches ver-
gleichsweise geringe Eisenverluste (Summe der Hysterese4-, Wirbelstrom-5, Exzess-6 und 
Nachwirkungsverluste7) im elektromagnetischen Wechselfeld aufweist. 
 
Abbildung 2-7:  Schematische Darstellung von SMC-Partikeln 
2.4.1 HERSTELLUNG VON SMC-BAUTEILEN AUS SOMALOY PULVERN 
SMC-Bauteile durchlaufen üblicherweise eine fünfstufige Prozesskette von der Pulverher-
stellung bis zum fertigen Bauteil, vgl. Abbildung 2-8.  
Im ersten Schritt wird das für den jeweiligen Anwendungsfall geeignete Material ausgewählt 
und hergestellt. Dabei unterscheiden sich die gewählten Metallpulver sowohl in der Materi-
alzusammensetzung als auch in der Partikelgröße. Basis von SMC-Pulvern bildet hochreines 
Eisen (≥ 99 % Fe), welches ggf. mit einem definierten Siliziumanteil (3 % - 6,8 %) legiert 
wird [64], [96]. Dies setzt die elektrische Leitfähigkeit herab und verringert somit Wir-
belstromverluste. Zudem werden über einen Wasser-Luft-Zerstäubungsprozess die 
                                                        
3  Mu-Metalle sind weichmagnetische Metalle auf Nickelbasis, die sich durch eine hohe magnetische Permea-
bilität auszeichnen. 
4  Sind Verluste die den Energieaufwand für die Änderung der Ausrichtung der Weiss-Bezirke, aufgrund von 
externen magnetischen Wechselfeldern, bezeichnen.  
5  Sind Verluste die innerhalb der einzelnen Blechschichten, die durch die magnetischen Wechselfelder durch-
strömt werden, in Form von Wirbelströmen induziert werden.  
6  Sind Verluste die den Energieaufwand für die Verschiebung der Bloch-Wände aufgrund von externen mag-
netischen Wechselfeldern, bezeichnen.  
7  Sind Verluste die den zeitlichen Verzug zwischen der magnetischen Feldänderung und der darauffolgenden 
Induktion bezeichnen.  
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Partikelgröße und -form eingestellt, die maßgeblich die zu erwartenden spezifischen Hyste-
reseverluste und die mechanischen Eigenschaften beeinflussen [64, S. 4], [115, S. 3]. Hierbei 
ist für die späteren mechanischen Eigenschaften von gehobener Bedeutung, dass möglichst 
kreisförmige Partikel mit regelloser, zerklüfteter Oberflächenstruktur erzeugt werden. Im 
abschließenden Phosphatierungsprozess erhalten die von der HÖGANÄS AB hergestellten 
Pulver die benötigte elektrische Isolation [95, S. 8 f]. 
 
Abbildung 2-8: Schematische Darstellung der Prozesskette zur Herstellung von Bauteilen aus 
SMC-Pulver  
Im Anschluss an die Herstellung des Metallpulvers wird dieses mit Binde- und Schmiermit-
teln für die Weiterverarbeitung versetzt. Ab diesem Zeitpunkt spricht man von einem fer-
tigen Pulvermix. Die Binde- und Schmiermittel dienen dazu, die Urformbarkeit zu erleich-
tern, die mechanische Festigkeit des fertigen Bauteils zu verbessern sowie ein ggf. notwen-
diges trennendes Nacharbeiten zu ermöglichen. Die genaue Zusammensetzung der Binde- 
und Schmiermittel ist in der Regel nur dem Pulverhersteller bekannt. Mit steigendem Ver-
hältnis von Binde- und Schmiermitteln zum Metallanteil sinkt der Metall-Volumengehalt, 
wodurch die magnetischen als auch mechanischen Eigenschaften beeinträchtigt werden. [64, 
S. 19] 
Im dritten Schritt werden die fertigen SMC-Pulvermixe im konventionellen Pulverpressver-
fahren verarbeitet. Der Einsatz des Metallpulverpressverfahrens begründet die ökonomische 
Attraktivität der SMC-Bauteile. So können diese zum einen mit hoher Frequenz (bis zu 120 
Teile pro Minute) zum anderen mit endkonturnaher Präzision (von ± 20 µm) und geringem 
Materialschwund hergestellt werden. Hierfür bietet sich der Einsatz entsprechender Werk-
zeuge mit aktiven Ober- und Unterstempeln sowie beidseitiger und ggf. mehrstufiger Kraft-
steuerung an [2], [37]. Dabei werden teils mehrteilige Stempel genutzt, um den lokalen 
Pressdruck der Bauteilwanddicke anzupassen und somit lokale Dichteunterschiede zu ver-
meiden [65]. Um die gewünschten elektrischen und magnetischen Eigenschaften zu erreichen, 
sollte der Pressdruck möglichst gleichmäßig 800 MPa betragen und zudem die gewünschte 
magnetische Vorzugsrichtung in Pressrichtung liegen [65].  
Im Anschluss an den Pressprozess werden die Bauteile einer definierten Wärmebehandlung 
unterzogen. Hierbei empfiehlt die HÖGANÄS AB für Bauteile aus SOMALOY den Einsatz 
eines heißdampfunterstützten Wärmeofens, wobei die Wärmebehandlungstemperatur für 
die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Materialien etwa 500 °C beträgt. Ziel der Wär-
mebehandlung ist es zum einen, die durch den Pressvorgang erzeugten und eingefrorenen 
Eigenspannungen abzubauen, um die mechanischen Eigenschaften zu verbessern, und zum 
anderen die Hystereseverluste zu senken [64]. Da Bauteile aus SOMALOY keinen 
2. Elektromotoren für Elektrofahrzeuge 
14 
Sinterprozess durchlaufen, kann nicht davon ausgegangen werden, dass diese vergleichbare 
mechanische Eigenschaften erreichen wie konventionell hergestellte Metall- oder Sin-
terstrukturen. Mit Abschluss der Wärmebehandlung wird von einem einsatzbereiten Bauteil 
gesprochen, welches zur Anwendung bereitsteht. 
2.4.2 MATERIALEIGENSCHAFTEN VON SMC-PRESSBAUTEILEN  
Aus den verschiedenartigen Herstellungsverfahren für weichmagnetische Materialen resul-
tieren unterschiedliche Materialeigenschaften. Die Auswahl der weichmagnetischen Stoffe 
ist maßgeblich auf das Eigenschaftsverhältnis zwischen: 
• magnetischer Polarisation, • Banddicke, 
• spezifischen Ummagnetisierungsverlusten, • Dichte, 
• Permeabilitätszahl, • Streckgrenze und 
• Art der Magnetfeldleitung, • E-Modul 
 zurückzuführen. Dabei ist ein für den jeweiligen Anwendungsfall geeignetes Eigenschafts-
spektrum aus elektromagnetischen, physikalischen und mechanischen Eigenschaften anzu-
streben. Für Elektromotoren wird üblicherweise laminiertes, nicht kornorientiertes Elektro-
band eingesetzt. Dieses zeichnet sich dadurch aus, dass es auf mikroskopischer Ebene eine 
nahezu ideale, regellose polykristalline Gefügestruktur mit Korngrößen von 20 bis 200 µm 
aufweist [122, S. 5]. Die daraus resultierenden Eigenschaften unterscheiden sich von den mit 
SMC-Pulvern erzielbaren, vgl. Tabelle 2-3. 
Tabelle 2-3:  Eigenschaftsvergleich von nicht kornorientiertem Elektroband und SOMALOY 
SMC-Pulver 
 Nicht kornorientiertes  
Elektroband 
Somaloy SMC-Pulver 
bei 800 MPa Pressdruck 
 M235-35A M270-50A 700 3P 700HR 3P 
Magnetische Polarisation in 
T bei 10.000 A/m 
1,76 [24] 1,77 [24] 1,61 [62] 1,57 [62] 
Spezifische Ummagnetisie-
rungsverluste in W/kg bei 
1 T und 1.000 Hz 
71,5 [24] 115 [24] 132 [63, S. 15] 130 [63, S. 13] 
Permeabilitätszahl 610 [24] 770 [24] 850 [63, S. 15] 770 [63, S. 13] 
Vorzugsrichtung der  
Magnetfeldleitung 
Vorzugsweise in 
Blechebene 
Vorzugsweise in 
Blechebene 
Keine Vorzugs-
richtung 
Keine Vorzugs-
richtung 
Banddicken in mm 0,35 [24] 0,50 [24] beliebig beliebig 
Dichte in g/cm3 7,6 [25, S. 8] 7,6 [25, S. 8] 7,57 [62] 7,52 [62] 
Wärmeausdehnung in  
10-6 1/K 
11,98 11,98 11 [63, S. 15] 11 [63, S. 13] 
Streckgrenze in MPa 460 [24] 470 [24] 65 [63, S. 15] 65 [63, S. 13] 
E-Modul in GPa 185-200 [24] 175-190 [24] 190 [63, S. 15] 150 [63, S. 13] 
Es ist ersichtlich, dass sowohl die als sehr hochwertig geltende Elektroblech-Type M235-
35A als auch die als üblicher Standard geltende Type M270-50A gegenüber entsprechenden 
gepressten Prüfkörpern aus SOMALOY sowohl Vor- als auch Nachteile aufweisen. So ist die 
                                                        
8  In Anlehnung an [1, S. 3] 
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zu erwartende magnetische Polarisation der gewählten Elektrobleche ca. 10 % höher als bei 
den SMC-Strukturen, die Permeabilität hingegen ist gleich oder bis zu 10 % geringer.  
Im Hinblick auf die frequenzabhängigen Ummagnetisierungsverluste bei konstanter Fluss-
dichte zeigt sich, dass die zu erwartenden Verluste von SMC unter hohen Frequenzen ge-
ringer ausfallen als bei Elektroblechen, die üblicherweise in Elektromotoren verwendet wer-
den, siehe Abbildung 2-9. 
 
Abbildung 2-9: Vergleich der frequenzabhängigen Ummagnetisierungsverluste bei 1 T, basie-
rend auf [24], [63] 
In dem für Elektromotoren genutzten Grundwellenbereich von 0 bis 2.000 Hz [117, S. 2] 
schneidet die Verlustkurve von M270-50A sowohl die von SOMALOY 700 3P als auch von 
SOMALOY 700HR 3P (≈1.200 Hz). Insbesondere bei höheren Motordrehzahlen ist daher 
beim Einsatz von SMC mit geringeren Ummagnetisierungsverlusten zu rechnen. Die Ver-
lustkurven von M235-35A und SOMALOY 700HR 3P schneiden sich erst bei ca. 4.700 Hz, 
also oberhalb der derzeit für PKW-Antriebe nutzbaren Grundwellenfrequenz. Somit kann 
festgehalten werden, dass M235-35A derzeit den beiden gewählten SMC-Typen im Hinblick 
auf die Ummagnetisierungsverluste überlegen ist.  
Um Wirbelstromverluste im Elektromotor zu vermeiden, werden sowohl Stator- als auch 
Rotorkerne geblecht ausgeführt, wobei die einzelnen Bleche quer zur magnetischen Haupt-
flussrichtung angeordnet werden. Die einzelnen Elektroblechschichten sind elektrisch von-
einander isoliert [121, S. 79]. Die Isolation besteht meist aus einer 1 bis 3 µm dicken orga-
nischen bzw. anorganischen Schicht mit einer Permeabilitätszahl von ≈1 [129, S. 26]. Aus 
magnetischer Sicht stellt die Isolation folglich einen Luftspalt dar.  
Im Hinblick auf die makroskopischen magnetischen Eigenschaften eines derartigen Schicht-
verbunds muss von transversalisotropem Materialverhalten ausgegangen werden, vgl. Ab-
bildung 2-10. In 1- und 2-Richtung ist die Permeabilität identisch, in 3-Richtung hingegen 
von der gewählten Beschichtungsdicke abhängig. Es stellt sich somit eine magnetische Vor-
zugsrichtung innerhalb der Blechebene ein, während in Abhängigkeit von der Stärke der 
Isolationsschicht die magnetische Feldleitung in Dickenrichtung abgeschwächt wird. Dieses 
magnetische Verhalten ist vorteilhaft im Hinblick auf die effektive Verringerung von Wir-
belstromverlusten, jedoch nachteilig in Bezug auf eine allseitig gleichmäßige Magnetfeldlei-
tung.
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Abbildung 2-10: Schematische Darstellung der Magnetfeldleitung in Elektroblechen 
Strukturen aus SMC-Pulver zeigen aufgrund ihrer mesoskopischen Struktur isotropes mag-
netisches Materialverhalten. Daher eignet sich SMC insbesondere für die dreidimensionale 
Magnetfeldlenkung von hochfrequenten elektromagnetischen Feldern, wie sie in Klauenpol-
maschinen benötigt werden. Ferner ist es nicht notwendig zusätzliche Maßnahmen zur Ver-
ringerung von Wirbelstromverlusten vorzusehen, da diese bereits effektiv durch die Isolation 
der einzelnen Partikel zueinander reduziert werden. Die dennoch auftretenden geringen Wir-
belströme werden gemäß dem Modell von NORD in mikroskopische Wirbelströme  
(partikelinhärente) und makroskopische Wirbelströme  (bauteilinhärente) unterschie-
den, siehe Abbildung 2-11. Ferner werden in die Berechnung der Gesamtwirbelstromverluste 
die Hystereseverluste mit einbezogen, vgl. (2.2). Die Hystereseverluste werden über die 
Multiplikation der werkstoffspezifischen Konstante , der Frequenz  des anliegenden 
elektromagnetischen Wechselfeldes sowie der magnetischen Flussdichte  errechnet. Die 
partikelinhärenten Wirbelstromverluste werden vergleichsweise ähnlich errechnet. Bei die-
sen wird  durch die werkstoffspezifische Konstante des partikelinhärenten Verlusts  
ersetzt und zusätzlich von einem quadratischen Zusammenhang in Bezug auf die Frequenz 
 und die magnetische Flussdichte  ausgegangen. Die Berücksichtigung der bauteilinhä-
renten Wirbelströme  erfolgt über eine abgewandelte Form der MAXWELL-Gleichun-
gen, welche typischerweise für Elektrobleche eingesetzt wird, vgl. (2.3). Der Größeneinfluss 
des Bauteils auf die Wirbelstromverluste geht in der MAXWELL-Gleichungen in den Zähler 
ein. Für SMC wird statt  und der Dicke  des Elektroblechs die kurze Seite  des Quer-
schnitts sowie der Formfaktor  des Bauteils berücksichtigt. Ferner wird im Zähler statt 
des Faktors 6 für Elektrobleche ein werkstoffspezifischer Kompensationsfaktor  eingeführt. 
Zudem geht sowohl die Dichte  und der spezifische elektrische Widerstand  in den Nen-
ner beider Gleichungen ein.  
Es ist ersichtlich, dass über die Erhöhung der Dichte sowie die Steigerung des spezifischen 
elektrischen Widerstands die Wirbelstromverluste gesenkt werden können. Daher sind die 
von der HÖGANÄS AB vertriebenen SMC-Typen, die das Kürzel „HR“ im Namen führen, 
mit 3 % bis 6,8 % Silizium legiert. Dieses steigert den spezifischen elektrischen Widerstand 
um den Faktor 5 bis 10 und senkt somit die Wirbelstromverluste. [96, S. 3]  
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Abbildung 2-11: Schematische Darstellung der Wirbelstromverluste in Elektroblechen (l inks) 
und Soft-Magnetic-Composites (rechts)
Dem Vorteil der magnetischen Isotropie als auch den geringen Wirbelstromverlusten bei 
SMC-Bauteilen stehen als Nachteil deutlich geringere mechanische Eigenschaften gegenüber. 
So ist etwa die Steifigkeit von SMC-Strukturen laut Datenblatt bis zu 25 % geringer als die 
von Elektroblechen. Weitaus signifikanter ist der Festigkeitsunterschied, der im gewählten 
Beispiel bis zu 86 % beträgt. Daher wurde bisher davon abgesehen, SMC im Rotor von 
Elektromotoren zu verwenden. 
 
 (2.2) 
 
 (2.3) 
2.4.3 MECHANISCHE KENNWERTE VON AUSGEWÄHLTEN SMC 
Im Rahmen der Konzepterarbeitung wurden die mechanischen Kennwerte für Strukturen 
aus den SMC-Typen: SOMALOY 700 3P und SOMALOY 700HR 3P ermittelt, da entspre-
chende Herstellangaben zum Zeitpunkt der Konzepterarbeitung nicht zur Verfügung stan-
den. Hierfür wurden Probekörper für Druckversuche in Anlehnung an DIN 50106, für Zug-
versuche in Anlehnung an DIN EN ISO 6892-19 und für 4-Punkt-Biegeversuche in Anleh-
nung an DIN ISO EN 1412510 gefertigt sowie die entsprechenden Versuche durchgeführt. 
Die 4-Punkt-Biegung wurde gewählt, da diese Methode durch die Einleitung eines konstan-
ten Biegemoments zwischen den Druckfinnen sowie den vergleichsweise großen Prüfquer-
schnitt, im Bezug auf einen klassischen Zugprüfkörper, eine geringe Streuung der Messer-
gebnisse erwarten lässt [10], [67]. Dieses Prüfverfahren wurde ferner gewählt, da es auch bei 
keramischen Werkstoffen bevorzugt eingesetzt wird, vgl. [83, S. 54 ff], bei welchen aufgrund 
ihrer Sprödheit die ermittelten Kennwerte häufig stark schwanken.
Unter Berücksichtigung der in Kapitel 2.2 definierten Temperaturgrenzen für den Einsatz 
der SMC-Rotorstrukturen wurden statische Zugversuche in einem Temperaturbereich von 
-40 °C bis 120 °C durchgeführt. Es konnte beobachtet werden, dass die Zugfestigkeit der 
verschiedenen Typen abhängig von der Prüftemperatur ist. So variierte die Festigkeit der 
                                                        
9  Test in Anlehnung an DIN EN ISO 6892-1, Vorkraft 20 N, Testgeschwindigkeit 0,1 mm/min 
10  Test nach DIN ISO EN 14125, Vorkraft 5 N, Testgeschwindigkeit 0,1 mm/min, L 66 mm 
2. Elektromotoren für Elektrofahrzeuge 
18 
SMC-Type SOMALOY 700 3P im Zugversuch zwischen 81,39 MPa bei -40 °C und 43,05 MPa 
bei 120 °C. Dies entspricht einer Reduktion der Festigkeit um ca. 48 %. Gleichartiges Ver-
halten wies auch die Type SOMALOY 700HR 3P auf, wobei die temperaturabhängige Re-
duktion der Festigkeit mit ca. 37 % weniger stark ausfiel. Für die spätere Anwendung ist 
insbesondere die Festigkeit bei 120 °C entscheidend, daher wurden im Folgenden das Prüf-
programm angepasst und die Vergleiche auf 23 °C sowie 120 °C beschränkt, siehe Abbildung 
2-12. 
 
 
Abbildung 2-12: Mechanische Eigenschaften von SMC im Vergleich, temperaturabhängige Zug-
festigkeit (oben), temperaturabhängige Biegefestigkeit (unten) 
Da die statische Zugfestigkeit der getesteten SMC-Materialen stark streute, wurden 4-
Punkt-Biegeversuche durchgeführt. Im Rahmen der statischen Biegeversuche zeigte sich, 
dass die ermittelte Biegefestigkeit doppelt so hoch ist wie die gemessene Zugfestigkeit, vgl. 
Abbildung 2-12. Dies wird zurückgeführt auf die in Kapitel 2.4.1 vorgestellten Charakteris-
tika der Fertigung. So beruht die Festigkeit des Materials maßgeblich auf Hinterschnitten 
zwischen den einzelnen Metallkörnern und nicht wie bei Sintermetallen üblich auf der Fes-
tigkeit der Grenzschichten. Unter der bei Keramiken üblichen Annahme, dass die messbare 
Festigkeit maßgeblich von der Anzahl und Verteilung der Fehlstehlen im Prüfquerschnitt, 
die quer zur Belastungsrichtung vorliegen, abhängig ist11, stellt der einachsige Zugversuch 
eine besonders ungünstige Belastungsform dar, die zwangsläufig zu frühzeitigem Bauteilver-
sagen führt. 
                                                        
11  Sogenannte Weakest-Link-Theorie 
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 (2.4) 
 
 (2.5) 
 
 (2.6) 
  (2.7) 
Für die Auswertung der Biegeversuche wird, wie bei Keramiken üblich, im Folgenden eine 
WEIBULL-Verteilung angenommen [67, S. 64f]. Entsprechend der mathematischen Formu-
lierung geht in die Bruchwahrscheinlichkeit  das WEIBULL-Modul , die ermittelte 
charakteristische Festigkeit  und die vorliegende Spannung  ein, siehe (2.7) [83, S. 55]. 
Dabei steht das WEIBULL-Modul  für den Anstieg einer gedachten Geraden zwischen den 
doppelt logarithmisch aufgetragenen Bruchwahrscheinlichkeiten  der Prüfkörper und den 
zugehörigen logarithmisch aufgetragenen Bruchspannungen , siehe (2.5). Das WEIBULL-
Modul  ist ein Maß der Streuung, wobei im allg. von einer geringen Streuung gesprochen 
wird, wenn  ≥ 20, und umgekehrt von einer großen Streuung, wenn  ≤ 10 ist [83, S. 55]. 
Die charakteristische Festigkeit  (2.6) entspricht gemäß den Annahmen der WEIBULL-
Verteilung der Festigkeit der Prüfkohorte bei einer Bruchwahrscheinlichkeit von 63,2 % [83, 
S. 59].  
Das WEIBULL-Modul beträgt für SOMALOY 700 3P bei Normtemperatur 30,3 resp. 16,3 bei 
120 °C. Für SOMALOY 700HR 3P betragen die Werte 19,2 resp. 40,4. Der Vergleich des 
Mittelwerts der gemessenen Biegefestigkeiten  und der charakteristischen Festigkeit  
gemäß WEIBULL zeigt Abweichungen im einstelligen MPa-Bereich, siehe Abbildung 2-13. 
Zudem ist festzustellen, dass bei beiden Materialien die Festigkeiten bei 120 °C nur um 7 
resp. 8 MPa gegenüber Normtemperatur abfällt. Die Biegesteifigkeit zeigt hingegen eine 
signifikante Temperaturabhängigkeit. So reduzieren sich die Biegemoduli bei 120 °C Prüf-
temperatur gegenüber Normtemperatur um über 50 %, wobei SOMALOY 700 3P in den 
experimentellen Untersuchungen einen etwas stärkeren Abfall der Steifigkeit als SOMALOY 
700HR 3P aufweist, siehe Abbildung 2-14. Dieses Verhalten lässt sich unter Umständen 
durch das genutzte Fertigungsverfahren, vgl. Abschnitt 2.4.1, und die sich dabei einstellen-
den Haftmechanismen der einzelnen Partikel miteinander erklären, wobei jedoch nicht sofort 
eindeutig ersichtlich ist, warum die Steifigkeitswerte signifikant stärker als die Festigkeits-
werte abfallen. Eine weitere Aufklärung dieser Mechanismen ist jedoch für das Ziel dieser 
Arbeit nicht erforderlich, sodass hier auf weitere Untersuchungen verzichtet wurde.  
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Abbildung 2-13: Biegefestigkeit von SOMALOY 700 3P und SOMALOY 700HR 3P im Vergleich, 
Mittlere- und WEIBULL-Festigkeit bei 23 °C (oben) und 120 °C (unten) 
Ausgehend von den statischen Versuchsergebnissen wurden zur Ermittlung der Zeitfestig-
keit zyklische 4-Punkt-Biegeversuche durchgeführt. Dabei wurde in Anlehnung an die im 
Rotor vorherrschenden Lastbedingungen eine dynamische schwellende Belastung mit  
R = 0,1 aufgebracht. Das obere Spannungsniveau wurde schrittweise gesenkt und betrug: 
88; 74; 72 und 69 MPa. Das zugehörige untere Spannungsniveau betrug jeweils 10 % des 
oberen Spannungsniveaus: 8,8; 7,4; 7,2 und 6,9 MPa. Die Prüffrequenz betrug 50 Hz, wobei 
keine signifikante Erwärmung des Prüflings festgestellt werden konnte.  
 
Abbildung 2-14: Biegemoduli von Somaloy 700 3P und Somaloy 700HR 3P im Vergleich, bei 
23 °C und 120 °C 
2.4 – Soft-Magnetic-Composites 
 
21
Die Auswertung der Prüfung zeigt, dass ab einem oberen Lastniveau von ≤ 69 MPa sowohl 
die SMC-Type SOMALOY 700 3P als auch SOMALOY 700HR 3P bei der maximalen Last-
wechselzahl von 107 Lastwechseln keinen Sprödbruch aufweisen, siehe Abbildung 2-15. Das 
ertragbare zyklische Lastniveau beträgt damit ca. 69 % des statischen Lastniveaus. Die 
Verläufe der ermittelten Wöhlerkurven für SOMALOY 700 3P und SOMALOY 700HR 3P 
zeigen in logarithmischer Darstellung einen nahezu linearen Verlauf, wobei die Kurven für 
beide Typen nahezu deckungsgleich sind. 
 
Abbildung 2-15: Biegefestigkeit von SMC unter zyklischer 4-Punkt-Biegebelastung 
Ausgehend von den Ergebnissen der statischen und dynamischen Versuchsreihen zur Mate-
rialcharakterisierung fiel die Entscheidung, SOMALOY 700HR 3P als Ausgangsmaterial für 
den Rotor zu nutzen, da dieses nahezu identische mechanische Eigenschaften, jedoch bessere 
elektromagnetische Eigenschaften im Vergleich zu SOMALOY 700 3P besitzt, siehe Tabelle 
2-3. 
Da bei der bisherigen Betrachtung der sog. Volumeneffekt in Bezug auf die charakteristische 
Festigkeit , d.h. der Volumenquotient zwischen Prüfkörper  und Bauteil , nicht be-
trachtet wurde, ist es notwendig, diesen einzuführen. Gemäß (2.8) [83, S. 56] ist zur Berech-
nung der bauteilspezifischen Festigkeit  der Volumenquotient, die charakteristische Fes-
tigkeit  und das WEIBULL-Modul  notwendig. 
Für die weitere Dimensionierung der SMC-Bauteile wird die WEIBULL-Funktion mit dem 
ermittelten Materialkennwert der Zeitfestigkeit nach 107 Lastwechseln angepasst (2.8). Die 
ertragbare Festigkeit schwankt folglich zwischen ca. 96 MPa bei 10 mm  und 53 MPa bei 
106 mm , siehe Abbildung 2-16. 
 
 
 
(2.8) 
2. Elektromotoren für Elektrofahrzeuge 
22 
 
Abbildung 2-16: Ertragbare Zugspannung in Abhängigkeit des Bauteilvolumens 
2.5 HARTFERRIT-MAGNETE 
Im Inneren des Rotors sollen axial magnetisierte Ringmagnete aus hartferritischem Werk-
stoff (Hartferrit-Magnet) eingesetzt werden. Hartferrit-Magnete weisen im Vergleich zu Sel-
tene- 
Erden basierten Neodym-Eisen-Bor-Magneten eine um ca. den Faktor 3 geringere Remanenz 
und Koerzitivfeldstärke auf, vgl. [128, S. 8,22]. Hartferrit-Magnete basieren größtenteils auf 
kostengünstigem Eisenoxid in Verbindung mit Strontium- oder Bariumoxid. Um im Ver-
gleich zu Neodym basierten Magneten eine äquivalente Feldstärke zu erreichen, ist es not-
wendig, das Volumen der Ferritmagnete entsprechend zu vergrößern. 
Die im Rahmen dieser Arbeit für den Rotor ausgewählten Magnete bestehen aus Hartferri-
ten auf Strontium-Basis12. Mit einer Remanenz von 470 mT und einer Koerzitivfeldstärke 
von 340 kA/m zählen sie gegenwärtig zu den höherwertigen Ferritmagneten [126, S. 2]. 
Derartige Hartferritmagnete werden in der Regel im Magnetfeld unterstützten Nasspress-
verfahren in Form gebracht und anschließend gesintert.  
Da die Angaben der mechanischen Kennwerte von Hartferrit-Magneten, die von den Her-
stellern bereitgestellt werden, stark schwanken und häufig sogar unvollständig sind, wurden 
im Rahmen dieser Arbeit die benötigten mechanischen Werkstoffkennwerte in Zugversuchen, 
in Anlehnung an die DIN ISO EN 527, experimentell ermittelt. Dabei wurde festgestellt, 
dass die durchschnittliche Zugfestigkeit im Bereich von 40 MPa liegt und die Standardab-
weichung 6,8 MPa beträgt. Unter der Annahme, dass auch hier die Festigkeiten WEIBULL 
verteilt sind, wurde zusätzlich die charakteristische Festigkeit sowie das WEIBULL-Modul 
 bestimmt. Ein WEIBULL-Modul von 6,1 deutet auf eine vergleichsweise große Streuung 
der Materialparameter hin. Mit ca. 40 MPa liegen die charakteristische Festigkeit und der 
Mittelwert der Zugfestigkeit dicht beieinander. 
Tabelle 2-4:  Mechanische Eigenschaften des Hartferrit Magnet im Überblick, Zugversuch 
 
Mittelwert der  
Zugfestigkeit in 
MPa 
Charakteristische 
Festigkeit  in 
MPa 
WEIBULL- 
Modul 
Mittelwert des 
E-Modul  
in GPa 
Hartferrit 40,67 40,33 6,1 202,77 
                                                        
12  Chemische Summenformel: SrO6Fe2O3, [126, S. 5] 
2.6 – Ausgewählte Werkstoffe für die Rotorbandagierung 
 
23
Gemäß der in Kapitel 2.4.3 umrissenen Grundlagen wird zur Ermittlung der ertragbaren 
Festigkeiten  der Ferrit-Magnete (2.9) genutzt: 
 
(2.9) 
Ausgehend von den Versuchsergebnissen kann geschlussfolgert werden, dass auch die Hart-
ferrit-Magnete aufgrund ihrer geringen Zugfestigkeit nur eine sehr begrenzte Eignung zum 
Einsatz unter Zugbelastung aufweisen. Da die Einbaubedingungen im Klauenpolrotor aller-
dings die Möglichkeit einer zusätzlichen Bandagierungen der Hartferritmagnete bieten, 
wodurch diese selbst bei Auftreten eines lokalen Versagens an ihrer Stelle gehalten werden 
können, wird der Einsatz derartiger Magnete im Rahmen dieser Arbeit weiterverfolgt.  
2.6 AUSGEWÄHLTE WERKSTOFFE FÜR DIE ROTORBANDAGIERUNG 
Für die Bandagierung von Rotoren für Elektromotoren können verschiedenste Materialen 
genutzt werden. Allen gemein ist, dass die magnetische Permeabilität möglichst 1 betra-
gen sollte, um eine etwaige Beeinflussung des Magnetfeldes zu vermeiden. Bandagen können 
aus elektrisch leitfähigem Material aufgebaut werden. Bei diesen ist insbesondere auf die 
Streufelder des Stators zu achten, um gewünschte Abschirmeffekte (sog. Dämpferschirm) 
auszunutzen und ungewünschte Wirbelstromverluste zu vermeiden, vgl. [81]. 
 
Abbildung 2-17: Luftspalt rL einer SM-PMSM Maschine 
Aus elektrotechnischer Sicht wird mit dem Begriff „Luftspalt“, im Kontext von Stator und 
Rotor, die radiale Distanz zwischen der metallischen Oberfläche des Rotors und dem Innen-
radius des metallischen Stators bezeichnet. Zum Luftspalt zählen somit alle oberflächlich 
applizierten Magnete, etwaige Bandagen sowie die notwendige radiale Distanz, um Berüh-
rungen zwischen Stator und Rotor auszuschließen, siehe Abbildung 2-17. Im Rahmen der 
folgenden Untersuchungen wurden ausschließlich nicht ferromagnetische Bandagenwerk-
stoffe betrachtet, die im Folgenden kurz vorgestellt werden.
2.6.1 NICKELBASIS-LEGIERUNGEN  
Ein häufig für Bandagierungen eingesetzter Werkstoff, welcher den Anforderungen eines 
Rotors für Elektromotoren gerecht wird, sind nicht ferromagnetische Nickelbasis-Legierun-
gen. Diese zeichnen sich unter anderem durch hohe E-Moduli und gute Schweißbarkeit aus. 
In der industriellen Praxis gebräuchlich sind unter anderen Legierungen, die unter dem 
Handelsnamen HASTELLOY®, INCONEL® und HAYNES®, des Unternehmens HAYNES IN-
TERNATIONAL INC., firmieren.  
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HASTELLOY® 
Unter diesem Handelsnamen firmieren Nickelbasis-Legierungen, die sich durch hohe Korro-
sions- und Temperaturbeständigkeit auszeichnen. Üblicherweise wird zwischen den Typen 
HASTELLOY-B, HASTELLOY-C, HASTELLOY-BC, HASTELLOY-G und HASTELLOY-N unter-
schieden [56]. Für Bandagen von Elektromotoren von besonderer Bedeutung sind die Typen, 
die als Bandmaterial (mit einer Dicke ≤ 2 mm) geliefert werden können und neben der 
geringen Permeabilität eine hohe Streckgrenze sowie eine gute Schweißbarkeit aufweisen.  
Ein Vergleich der mechanischen Kennwerte der üblicherweise eingesetzten Sorten zeigt, dass 
die Streckgrenze zwischen 359 und 421 MPa und die E-Moduli zwischen 205 und 216 GPa 
bei Raumtemperatur liegen, vgl. Tabelle 2-5 [56]. Da für die Bandage eines Elektromotors 
die Zeitfestigkeit von gehobener Bedeutung ist, wird diese im Folgenden als Referenzwert 
genutzt. Bei Berücksichtigung der Zeitfestigkeiten, nach 107 Zyklen unter schwellender Last 
(R=0), zeigt sich, dass diese mit 196 bis 284 MPa nur ungefähr den halben Betrag der 
Streckgrenze erreichen, die in der Regel bei statistischer Belastung als dimensionierende 
Größe herangezogen wird. 
Tabelle 2-5:  Mechanische Eigenschaften von HASTELLOY im Überblick [51], [56] 
 
HASTELLOY  
B-3 
2.4600 
HASTELLOY  
C-22 
2.4602 
HASTELLOY  
C-276 
2.4819 
HASTELLOY  
C-2000 
2.4675 
Permeabilität k.A. k.A. 1,0002 k.A. 
Streckgrenze (23 °C) in MPa 421 407 356 359 
Zugfestigkeit (23 °C) in MPa 862 800 792 752 
Zeitfestigkeit bei 107 Zyklen in MPa (R = 0) k.A. 196-284 196-284 k.A. 
E-Modul (23 °C) in GPa 216 206 205 207 
INCONEL® und HAYNES® 
Eine weitere Nickelbasis-Legierung, die nicht ferromagnetisch ist, firmiert unter den Han-
delsnahmen INCONEL® bzw. HAYNES®. Im Vergleich zu HASTELLOY weist diese eine ge-
steigerte Temperaturfestigkeit bei verringerter Schweißbarkeit auf. Im Folgenden werden 
daher nur Typen dieser Legierung betrachtet, die eine für den Einsatz als Bandagenmaterial 
noch hinreichende Schweißbarkeit aufweisen. Die für den Vergleich mit HASTELLOY wesent-
lichen Kennwerte sind in Tabelle 2-6 zusammengestellt.  
Die Legierungen weisen gegenüber HASTELLOY deutlich höhere Zugfestigkeiten auf. Insbe-
sondere die Typen HAYNES 263 und HAYNES 282 besitzen mit einer Streckgrenze von bis 
zu 699 MPa vorteilhafte Eigenschaften für den Einsatz als Bandagierungsmaterial von Ro-
toren [56]. Die Kennwerte für die Type INCONEL 625 sind gesondert zu betrachten, da diese 
an bauteilnahen geschweißten Prüfköpern ermittelt wurden und somit den Einfluss der 
Schweißnaht bereits berücksichtigen [120, S. 15]. Bei näherer Betrachtung der Zeitfestigkeit, 
nach 107 Zyklen unter schwellender Last (R = 0) wird wiederum deutlich, dass die Zeitfes-
tigkeit unterhalb der Streckgrenze liegt. Mit 282 bis 332 MPa resp. 236 bis 365 MPa sind 
diese gegenüber HASTELLOY zwar gesteigert, jedoch weiterhin als vergleichsweise gering 
anzusehen.  
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Tabelle 2-6:  Mechanische Eigenschaften von INCONEL im Überblick [51], [56], [120] 
 
INCONEL 62513 
2.4856 
HAYNES 263 
2.4650 
HAYNES 282 
k.A. 
HAYNES 556 
k.A. 
Permeabilität 1,0006 k.A. k.A. k.A. 
Streckgrenze (23 °C) in MPa 420 520 699 410 
Zugfestigkeit (23 °C) in MPa 814 870 1132 815 
Zeitfestigkeit bei 107 Zyklen in MPa (R = 0) 282-332 236-365 k.A. k.A. 
E-Modul (23 °C) in GPa 205 215 217 205 
2.6.2 EDELSTAHL 
Es existieren ebenfalls nicht bzw. schwach ferromagnetische Edelstähle, die häufig Anwen-
dung in Elektromotoren, etwa in Form von Wuchtscheiben, finden. Hierzu zählen beispiels-
weise die in Tabelle 2-7 aufgelisteten Typen. Die Magnetisierbarkeit von Edelstählen ist 
maßgeblich auf die vorhandene Gefügestruktur zurückzuführen. Dabei weisen austenitische, 
korrosionsbeständige Edelstähle eine magnetische Permeabilität von  auf. Die 
Restpermeabilität ist auf geringe Anteile von Deltaferrit im Gefüge zurückzuführen, die für 
die Herstellung und die spätere Schweißbarkeit von gehobener Bedeutung sind. Im Allge-
meinen sind diese austenitischen Stähle durch einen hohen Nickel- und Chromanteil geprägt. 
[72, S. 2] 
Tabelle 2-7:  Mechanische Eigenschaften von Edelstahl im Überblick [51], [72], [73] 
 
X5CrNi18-10 
1.4301 
X2CrNi18-9 
1.4307 
X2CrNiMo18-14-3 
1.4435 
X2CrNiMoN22-5-3 
1.4462 
Permeabilität 1,012 1,056 1,007 76 
Streckgrenze (23 °C) in MPa 205 175 280 460 
Zugfestigkeit (23 °C) in MPa 510 480 580 640 
Zeitfestigkeit bei 107 Zyklen in 
MPa (R = 0) 
146 – 194 162 - 220 152 - 235 150 - 290 
E-Modul (23 °C) in GPa 190 190 195 195 
Die in Tabelle 2-7 exemplarisch aufgeführten Edelstähle sind aufgrund ihrer Schweißbarkeit 
und Verfügbarkeit als dünnwandiges Blechmaterial grundsätzlich als Bandagenmaterial ge-
eignet. Allerdings wird beim Vergleich der Streckgrenze gegenüber HASTELLOY und IN-
CONEL deutlich, dass diese mit 175 bis 240 MPa vergleichsweise gering ist. Die Type 1.4462 
weist mit 460 MPa eine deutlich höhere Streckgrenze auf, dies ist auf eine nicht rein auste-
nitische, sondern eine austenitisch-ferritische Gefügestruktur, sog. Duplexstahl, zurückzu-
führen. Bei diesem Stahl ist ein angepasstes Glühen notwendig, um das gewünschte Fer-
rit/Austenit-Verhältnis einzustellen und somit eine Permeabilität von  zu erreichen. 
Es wurde allerdings, nach Rücksprache mit den Experten von Siemens, entschieden, für die 
                                                        
13 Kennwerte basieren auf Prüfungen mit geschweißten Prüfkörpern  
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Bandagierung nur Stähle zu untersuchen, deren Permeabilität nahezu 1 beträgt. Unter Be-
rücksichtigung der Zeitfestigkeit nach 107 Zyklen unter schwellender Last (R = 0), zeigt 
sich, dass mit minimal 146 und maximal 235 MPa die nutzbare Festigkeit der Edelstähle 
deutlich eingeschränkt werden muss. [72, S. 11f] 
2.6.3 TITAN 
Titan erfüllt ebenfalls die Anforderungen an eine Rotorbandagierung. Es ist: nicht magne-
tisierbar, schweißbar, als dünnwandiges Blech (  2 mm) erhältlich und verfügt über exzel-
lente Temperaturstabilität. Beim Schweißen ist auf das Vorhandensein einer Schutzgasat-
mosphäre zu achten, da ansonsten alle Titantypen zur Bildung von Titanhydrid neigen, 
wodurch die Schweißnaht versprödet und die Gefahr eines Risses der Bandage gegeben ist. 
Zudem muss beim Schweißen im Bereich der Naht darauf geachtet werden, dass der Kontakt 
mit Eisen vermieden wird, da hierdurch die Festigkeit der Schweißnaht negativ beeinflusst 
werden kann. Um die Versprödung der Schweißnaht zu vermeiden, kann die Titanbandage 
zunächst separat geschweißt und in einem anschließenden Schrumpfprozess auf den Rotor 
aufgebacht werden. 
Tabelle 2-8:  Mechanische Eigenschaften von Titan im Überblick [51] 
 
Titan Grade 2 
Ti2 
3.7035 
Titan Grade 5 
Ti6Al-4V 
3.7165 
Titan Grade 7 
Ti2Pd 
3.7235 
Titan Grade 12 
TiNi0,8Mo0,3 
3.7105 
Permeabilität 1,000178 1,00005 1,000178 k.A. 
Streckgrenze (23 °C) in MPa 276 786 276 345 
Zugfestigkeit (23 °C) in MPa 345 862 345 483 
Zeitfestigkeit bei 107 Zyklen 
in MPa (R = 0) 
126-205 279-448 125-211 166-253 
E-Modul (23 °C) in GPa 100 110 100 100 
In Tabelle 2-8 sind die wesentlichen Titan-Sorten zusammengestellt, die in der Praxis übli-
cherweise gut verfügbar sind und sich durch eine gute Schweißbarkeit auszeichnen. Insbe-
sondere die Type Ti 6Al-4V weist einen leicht gesteigerten E-Modul (110 GPa) und eine 
vergleichsweise hohe Streckgrenze von 786 MPa auf. Bei den weiteren Typen ist jedoch die 
Streckgrenze mehr als 50 % geringer. Bei Betrachtung der Zeitfestigkeit der Type Ti 6Al-
4V unter schwellender Last (R=0) und 107 Zyklen zeigt sich, dass diese mit 279 bis 488 MPa 
um ca. 67 % gegenüber der Streckgrenze abfällt. Folglich ist auch bei der Nutzung von 
höchstfestem Titan mit keiner signifikanten Steigerung der Festigkeit gegenüber Inconel, 
vgl. Tabelle 2-6, zu rechnen. 
2.6.4 GLASFASERVERSTÄRKTER KUNSTSTOFF 
Faserverstärkte Kunststoffe bieten eine hohe Variabilität bei der Gestaltung des Aufbaus 
von Bandagen. Zum einen kann durch die geeignete Wahl der Faserorientierung in der 
Bandage diese gezielt auf die vorherrschende Beanspruchung in Umfangsrichtung eingestellt 
werden, zum anderen kann aus einer Vielzahl von Faser-Matrix-Kombinationen gewählt 
werden, wodurch weitere anwendungsspezifische Optimierungen möglich sind. Im Folgenden 
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werden die gebräuchlichsten Typen aus endlosfaserverstärkten Glasfaserkunstsoff (GFK) 
und kohlenstofffaserverstärktem Kunststoff (CFK) betrachtet. 
Die Nutzung von Bandagen aus endlosfaserverstärktem Glasfaserkunststoff (GFK) für 
Elektromotoren erfolgt bereits seit mehreren Jahren [74]. Dabei wird vor allem die hohe 
spezifische Festigkeit der Materialpaarung ausgenutzt. Als Matrixsysteme kommen zumeist 
Epoxidharze zum Einsatz, da diese durch entsprechende Modifikation eine Temperatursta-
bilität von 100 bis 140 °C ermöglichen und über ein vergleichsweise günstiges Zeitfestig-
keitsverhalten verfügen [86, S. 24].  
Die üblicherweise eingesetzten Glasfasertypen sind E- und S-Glas, wobei sich letzteres durch 
eine erhöhte Festigkeit auszeichnet. Bei Betrachtung der erzielbaren Verbundfestigkeiten in 
Faserrichtung, siehe Tabelle 2-9, zeigt sich, dass Verbunde aus diesen beiden Fasertypen in 
Faserrichtung eine mehr als doppelt so hohe Festigkeit wie die obig aufgeführten Metalle 
aufweisen. Allerdings liegt der E-Modul mit ca. 47 GPa deutlich unterhalb der vorgestellten 
Metalle, weshalb unter Rotationslast bei gleicher Bandagendicke mit einer deutlichen Stei-
gerung der radialen Aufweitung zu rechnen ist. Die Betrachtung der Zeitfestigkeit zeigt, 
dass diese mit 339 bis 574 MPa vergleichsweise stark schwankt. Dies ist auf zwei Effekte 
bei der Kennwertermittlung zurückzuführen, die aus [14] abgeleitet werden können. Zum 
einen hat die Art der dynamischen Belastung (R-Verhältnis) einen signifikanten Einfluss 
auf die ermittelte Zeitfestigkeit, vergleiche Abbildung 2-18. Zum anderen zeigen sich auch 
zwischen Glasfaserverbunden unterschiedlicher Hersteller, aber gleichen Aufbaus, signifi-
kante Unterschiede in der Zeitfestigkeit, siehe Abbildung 2-19 [14]. Mögliche Erklärungen 
können [12], [20], [82], [125], [136] entnommen werden; weitere in [86] bereitgestellte Unter-
suchungsergebnisse stützen diese Schlussfolgerungen. 
Tabelle 2-9:  Mechanische Eigenschaften von GFK im Überblick [14],[51] 
 
E-Glasfaser in Epoxid-Matrix  S-Glasfaser in Epoxid-Matrix  
Faservolumengehalt in % 64 65 
Zugfestigkeit (23 °C) in MPa 1370 1760 
Zeitfestigkeit bei 107 Zyklen in MPa 57414 339 - 52715 
E-Modul (23 °C) in GPa 47 47,8 
Basierend auf diesen Erkenntnissen sowie den nicht abschätzbaren Konsequenzen eines 
eventuellen Berstens des Rotors im Betrieb wird zur konservativen Abschätzung der Zeit-
festigkeit die untere Grenze von 339 MPa für UD S-Glasfaser in Epoxid Matrix (GF/EP) 
angenommen, vgl. Tabelle 2-9. Aus den bei Elektromotoren zu erwartenden Belastungen 
kann geschlossen werden, dass insbesondere die Zeitfestigkeit unter den Spannungsverhält-
nissen R = 0,1 berücksichtigt werden muss. 
                                                        
14 R = 0; Werte bis 2x106 aus [14], Extrapolation für Kennwert nach 107 Zyklen 
15 R = -1 
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Abbildung 2-18: Zeitfestigkeit von UD-GF/EP im Vergleich bei R=-1; 0,1 ; 10 [14] 
 
Abbildung 2-19: Zeitfestigkeit von unterschiedlichen UD-GF/EP Verbunden im Vergleich bei 
R=0,1 [14] 
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2.6.5 KOHLENSTOFFFASERVERSTÄRKTER KUNSTSTOFF 
Kohlenstofffaserverstärkte Kunststoffe können ebenfalls als Bandagenwerkstoff für Rotoren 
von Elektromotoren eingesetzt werden. Sie weisen im Vergleich zu Metallen einen höheren 
spezifischen Widerstand (  µΩm) [54, S. 59] auf und sind nicht magnetisch  
( ). Die im Vergleich zu Metallen und GFK erreichbaren hohen spezifischen Festigkei-
ten und Steifigkeiten sowie die Vielzahl der zur Verfügung stehenden Fasertypen rücken 
CFK in den Fokus dieser Arbeit.  
Im Rahmen der vorliegenden Dissertation wurden drei Fasertypen, TENAX UMS 40 [130], 
TORAYCA T800SC [131] und PYROFIL MR 60H 24P [89] mit der Epoxidharz/-härter Kom-
bination ARALDITE LY 556 und XB 3473 von HUNTSMAN untersucht. Das Harzsystem er-
reicht eine Glasübergangstemperatur von ca. Tg = 185 °C, eine Zugfestigkeit von 110 bis 
120 MPa und einen E-Modul von 2,7 bis 2,9 GPa, vgl. [69, S. 3]. Dabei stellt insbesondere 
der Tg ≥ 160 °C eine Grundvoraussetzung für den Einsatz im Luftspalt von Elektromotoren 
dar, da dies einer der thermisch höchst belasteten Bereiche des Motors darstellt und durch-
aus Temperaturen von >140 °C auftreten können. Somit muss der gewählte Faserverbund 
in der Lage sein diesen Temperaturen dauerhaft standzuhalten.  
Die gewählten Fasern können der Kategorie Intermediate (IM) und Hoch-Modul (HM) zu-
geordnet werden. Im Vergleich zur gebräuchlichen hochfesten Kohlenstofffaser Torayca 
T300 (HT) weisen die gewählten Fasern eine um ca. 1.000 bis 2.340 MPa höhere Festigkeit 
und einen um ca. 60 bis 165 GPa höheren E-Modul auf, siehe Tabelle 2-10. Ebenfalls ge-
bräuchliche Ultrahochmodulkohlenstofffasern (UHM) erreichen zwar einen Zugmodul der 
mit  500 GPa noch einmal deutlich oberhalb der Zug-Moduli der betrachteten Kohlen-
stofffasern liegt, jedoch weisen die UHM-Fasern eine deutlich geringere Zugfestigkeit auf. 
Da die Zugfestigkeit für die Auslegung der Bandage eine wesentliche dimensionierende 
Größe ist, wurden UHM-Fasern nicht in die Untersuchung einbezogen. 
Zudem galt bei der Faserauswahl die Anforderung, dass diese herstellerseitig drallfrei auf-
gewickelt werden, um eine möglichst homogene Faserablage zu erzielen und die Entstehung 
von Harznestern während der Ablage zu vermeiden. Dies ist bei den drei ausgewählten 
Fasertypen gegeben. 
Tabelle 2-10:  Mechanische Eigenschaften von ausgewählten Kohlenstofffasern im Überblick 
[89], [130], [131] 
 
TORAYCA 
T300  
(HT) 
TORAYCA 
M60JB 
(UHM) 
TENAX  
UMS 40  
(HM) 
PYROFIL  
MR 60H 24P 
(IM) 
TORAYCA 
T800SC  
(IM) 
Zugfestigkeit (23 °C) in MPa 3.530 3.820 4.560 5.680 5.880 
E-Modul (23 °C) in GPa 230 588 395 280 294 
Bruchdehnung in % 1,5 0,7 1,1 2 2 
Während sowohl für die metallischen Werkstoffe als auch für die in Frage kommenden 
GFK-Verbunde umfangreiche Materialkennwerte in einschlägigen Datenbanken vorhanden 
sind, vgl. CES EDUPACK 2016 [51], ist dies für die betrachteten CFK-Werkstoffe nicht der 
Fall, sodass an dieser Stelle eine umfangreiche Materialcharakterisierung notwendig war. 
Für eine erste Abschätzung der erreichbaren E-Moduli und des Schubmoduls  wurden 
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die mikromechanischen Mischungsmodelle nach PUCK [90] und CHAMIS [21] herangezogen. 
Die berechneten Ergebnisse legen nahe, dass für alle hier betrachteten Faser-Matrix-Kom-
binationen hinreichende Steifigkeiten erreichbar sind. Ausgewählte Ergebnisse sind dem An-
hang zu entnehmen, vgl. Tabelle 11-1.  
Um die Materialauswahl weiter einzuschränken, wurden anschließend experimentelle Un-
tersuchungen, insbesondere zur Ermittlung der erreichbaren Festigkeiten, durchgeführt. 
Hierfür wurde im Rahmen der Arbeit eigens ein Prüfkörperwerkzeug entwickelt, welches es 
ermöglicht, UD-Prüfplatten mittels eines Trocken-Wickelprozesses herzustellen und per 
nachgelagertem Resin-Transfer-Moulding(RTM)-Prozess zu infiltrieren, siehe Abbildung 
11-2. Nach Konsolidierung und Temperung wurden die Prüfkörper per Wasserstrahlschnei-
den oder Nasstrennschleifen aus den Platten herausgearbeitet. Dabei schwankte der ermit-
telte Faservolumengehalt (FVG) der Prüfplatten zwischen 41 und 53 %. 
Zugversuche 
Für die Charakterisierung der mechanischen Eigenschaften unter Zugbelastung in und quer 
zur Faserrichtung wurden Prüfkörper in Anlehnung an die DIN EN ISO 527-4 genutzt [97, 
S. 3 ff]. Die Charakterisierung erfolgte unter Normklima auf einer ZWICK-ROELL Z100 Zug-
prüfmaschine mit 100 kN-Kraftmessdose sowie Videoextensometer zur Messung der Deh-
nung in Längs- und Querrichtung.  
 
Abbildung 2-20: Unstetigkeit im Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Kurve  
Aufgrund der hohen Festigkeiten der gewählten Fasern wurde die Dicke der Prüfkörper, 
abweichend von der Norm, von 2 mm auf 1 bis 1,3 mm reduziert, um die maximale Prüf-
kraft der zur Verfügung stehenden Prüfmaschine nicht zu überschreiten. Alle untersuchten 
Prüfkörper wiesen in Faserrichtung bis kurz vor dem Bruch ein lineares Materialverhalten 
auf, wobei die Verbunde mit TORAYCA T800SC-Fasern unter Faser-Zugbelastung teilweise 
signifikante Unstetigkeiten kurz vor Erreichen der maximalen Zuglast auftraten. Dies zeigt 
sich in einem schlagartigen Abfall der gemessenen Spannung um mehr als 70 MPa; die 
Bruchdehnung hingegen bleibt vergleichbar mit Prüfkörpern die diesen Spannungsabfall 
nicht aufweisen, siehe Abbildung 2-20. Da im Rahmen dieser Arbeit dieses Verhalten nicht 
weitergehend untersucht werden konnte, wird stattdessen die konservative Annahme ge-
troffen, dass für die mittlere Zugfestigkeit die maximale Spannung diejenige ist, die vor 
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Eintreten eines Spannungssprungs mit  70 MPa aufgezeichnet wurde. Zusätzlich werden 
für die späteren Analysen die minimal und maximal gemessenen Spannungen betrachtet. 
Zugversuche in 0°-Richtung 
In Tabelle 2-11 wird ein Überblick über die ermittelten Zugfestigkeiten in Faserrichtung 
 für die drei ausgewählten Faserverbunde gegeben. Im Vergleich wird deutlich, dass sich 
die Zugfestigkeiten der Verbunde in Faserrichtung stark unterscheiden. So erreicht der Ver-
bund mit der Faser TORAYCA T800SC die höchste mittlere Festigkeit von ca. 2354,9 MPa 
bei einer Standardabweichung von 243,0 MPa. Der mittlere E-Modul beträgt 151,1 GPa bei 
einer Standardabweichung von 12,1 GPa. Dies entspricht dem erwartbaren E-Modul nach 
Mischungsregel [114, S. 162 ff], vgl. Tabelle 11-1. 
Tabelle 2-11:  Materialkennwerte der Verbunde bei Zugprüfung in Faserrichtung  
 
TENAX  
UMS 40 mit  
ARALDITE LY 556 
und XB 3473 
PYROFIL  
MR 60H 24P mit 
ARALDITE LY 556 
und XB 3473  
TORAYCA  
T800SC mit  
ARALDITE LY 556 
und XB 3473 
Ermittelter Faservolumengehalt in % 41 43 52 
Mittlere Zugfestigkeit  (23 °C) in MPa 1.120 1.844 2.355 
Standardabweichung der Zugfestigkeit R1 132,7 60,1 243,0 
Bruchdehnung  (23 °C) in % 0,64 1,35 1,48 
Standardabweichung der Bruchdehnung  0,09 0,05 0,12 
E-Modul  (23 °C) in GPa 167,8 122,3 151,1 
Standardabweichung des E-Moduls  10,8 0,7 12,1 
E-Modul  nach Mischungsregel in GPa 196 146 148 
Die im Rahmen der Arbeit hergestellten Prüfkörper mit der Faser PYROFIL MR 60H errei-
chen eine um ca. 500 MPa geringere Festigkeit und einen um ca. 29 GPa geringeren E-
Modul als der obige Faserverbund. Dies erklärt sich vor allem durch den geringen FVG der 
Prüfkörper. Hervorgehoben sei, dass die Standardabweichungen der Kennwerte mit 60,1 
MPa bzgl.  und 0,7 GPa bzgl.  die geringsten im gesamten Prüffeld darstellen. Der 
Vergleich des experimentell ermittelten und des per Mischungsregel errechneten E-Moduls 
zeigt ebenfalls eine gute Übereinstimmung, die innerhalb der experimentell ermittelten Stan-
dardabweichung liegt. 
Mit einer Zugfestigkeit von 1.120 MPa bei einer Standardabweichung von 132,7 MPa weisen 
die Prüfkörper mit der Faser TENAX UMS40 die geringste Zugfestigkeit in Faserrichtung 
auf. Der E-Modul von 167,8 GPa hingegen ist der höchste der drei untersuchten Verbunde 
und weist eine vergleichbare Standardabweichung zum Verbund mit der Faser TORAYCA 
T800SC auf. Anzumerken ist, dass der Faservolumengehalt der Prüfplatten mit Tenax 
UMS40 Fasern mit 41 % am geringsten war.  
Die Unterschiede im FVG sind vor allem auf fertigungsbedingte Ursachen zurückzuführen. 
So musste festgestellt werden, dass trotz eigentlich drallfreier Aufwicklung der Rovingspulen 
es teilweise zu einem Verdrehen des Rovings während der Ablage auf der Grundplatte kam. 
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Ferner variierte die Breite des Rovings teilweise bei Ablage. Beide Effekte führten dazu, 
dass die Überdeckung pro Lage nicht immer vollständig ist. Leider ist dies bereits ab der 
zweiten Lage optisch kaum mehr erfassbar und auch mittels der Maschinenprogramme lokal 
nicht ausgleichbar. Somit sind mittels aktuellem Stand der Wickeltechnik und der Halb-
zeuge Schwankungen bei der Ablage der Rovings unumgänglich. Ein weiterer Effekt, der 
den FVG negativ beeinflusst, ist die Durchbiegung des RTM-Werkzeugs, während das Mat-
rixsystem mit Nachdruck appliziert wird. Dieser beträgt üblicherweise 6 bar auf eine Fläche 
von ca. 560 x 560 mm, wodurch auch bei sehr biegesteifer Gestaltung des Werkzeugs die 
Prüfkörperdicke über die Länge resp. Breite des Prüfkörpers im Bereich weniger Hundertstel 
Millimeter schwankt. Dies bedingt eine weitere Verringerung des angestrebten FVG. 
Tabelle 2-12:  Normierte Materialkennwerte der Verbunde in Faserrichtung  
 
TENAX  
UMS 40 mit  
ARALDITE LY 556 
und XB 3473 
PYROFIL  
MR 60H 24P mit  
ARALDITE LY 556 
und XB 3473  
TORAYCA  
T800SC mit  
ARALDITE LY 556 
und XB 3473 
Normierter Faservolumengehalt in % 50 50 50 
Theoretische Zugfestigkeit  (23 °C) 
in MPa 
1.369,2 2.206,2 2.244,5 
Theoretischer E-Modul  (23 °C)  
in GPa 
205,1 146,6 144,3 
Um die Vergleichbarkeit der Ergebnisse zu verbessern, wurde ausgehend von den experi-
mentell ermittelten Kennwerten eine Normierung des FVG auf 50 % durchgeführt. Dabei 
wurden unter Zuhilfenahme der Mischungsregel die ermittelten E-Moduli und Festigkeiten 
linear skaliert, siehe Tabelle 2-12. Es zeigt sich, dass der Verbund mit der Faser TORAYCA 
T800SC gegenüber dem Verbund mit der Faser PYROFIL MR 60H nahezu identische Fes-
tigkeiten und Steifigkeiten aufweist, die innerhalb der ermittelten Standardabweichung der 
Ausgangsdaten liegen. Zudem wird deutlich, dass der Verbund mit der Faser TENAX UMS40 
eine signifikant geringere Festigkeit bei einer deutlich höheren Steifigkeit aufweist.  
Aufbauend auf diesen Ergebnissen, den gesammelten Erfahrungen bei der Faserablage sowie 
der guten wissenschaftlichen Veröffentlichungslage für TORAYCA T800SC Fasern wurde ent-
schieden, im Rahmen dieser Arbeit die Faser-Matrix -Kombination TORAYCA T800SC in 
Verbindung mit dem gewählten Harzsystem ARALDITE LY 556 und XB 3473 vertiefend zu 
charakterisieren.  
Zugversuche in 90°-Richtung 
In den Zugversuchen quer zur Faserrichtung zeigt der Verbund ebenfalls ein linear-elasti-
sches Materialverhalten bis zum Bruch. Die experimentell ermittelte Festigkeit des Ver-
bunds  betrug 38,5 MPa bei einer Standardabweichung von 3,3 MPa. Das ermittelte E-
Modul  beträgt 7,2 MPa bei einer Standardabweichung von 0,4 GPa, vgl. Tabelle 2-13.  
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Tabelle 2-13:  Materialkennwerte bei Zugprüfung quer zur Faserrichtung  
 
TORAYCA T800SC mit  
ARALDITE LY 556 und XB 3473 
Faservolumengehalt in % 52 
Zugfestigkeit  (23 °C) in MPa 38,5 
Standardabweichung der Zugfestigkeit  3,3 
Bruchdehnung  (23 °C) in % 0,55 
Standardabweichung der Bruchdehnung  0,04 
E-Modul  (23 °C) in GPa 7,2 
Standardabweichung des E-Moduls  0,4 
Druckversuche 
Die Bestimmung der mechanischen Eigenschaften unter Druckbelastung in und quer zur 
Faserrichtung erfolgte gemäß DIN EN ISO 14126:2000-12 [98, S. 6 ff] unter Verwendung 
von Prüfkörpertyp A mit metallischen Aufleimern. Prüfkörper, bei denen der Druckbruch 
nicht im freien Prüfbereich erfolgte, wurden wie in der DIN vorgesehen, nicht ausgewertet. 
Druckversuche in 0°-Richtung 
Die Messdaten zeigen nahezu ideales linear-elastisches Materialverhalten, wobei die Druck-
steifigkeit  gegenüber der Zugsteifigkeit  um ca. 13 % abfällt und die vergleichbaren 
Festigkeiten um ca. 38 %, siehe Tabelle 2-14. Dieses Verhalten ist auf unterschiedliche mik-
romechanische Effekte im Zug- und Druckfall zurückzuführen. Während bei Zugbelastungen 
die Fasern gestreckt werden und das Versagen letztlich durch Faserzugbruch auftritt, 
kommt es bei Druckbelastung zu einem Ausknicken der Fasern, sodass das Versagen in 
diesem Fall vielmehr ein Stabilitätsversagen darstellt. Eingehende Betrachtungen zu den 
Hintergründen können [107] entnommen werden. 
Tabelle 2-14:  Materialkennwerte bei Druckprüfung in Faserrichtung  
 
TORAYCA T800SC mit  
ARALDITE LY 556 und XB 3473 
Faservolumengehalt in % 52 
Druckfestigkeit  (23 °C) in MPa 1.463 
Standardabweichung der Zugfestigkeit  94,4 
Bruchstauchung  (23 °C) in % 1,35 
Standardabweichung der Bruchstauchung  0,05 
E-Modul  (23 °C) in GPa 131,7 
Standardabweichung des E-Moduls  10,8 
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Druckversuche in 90°-Richtung 
Ein Vergleich der ermittelten Verbundsteifigkeiten quer zur Faserrichtung bei Druck- und 
Zugbelastung zeigt ein ähnliches Verhalten. So fällt die Drucksteifigkeit  um ca. 6 % 
gegenüber der Zugsteifigkeit  ab, vgl. Tabelle 2-15. Diese geringe Abweichung der Mo-
duli  und  kann dabei als Indiz für eine hohe Prüf- und Prüfkörperqualität gewer-
tet werden. Der Vergleich der Festigkeiten des Verbunds unter Querdruckbelastung resp. 
Querzugbelastung zeigt hingegen, dass die Druckfestigkeit  ca. 3x höher als die ver-
gleichbare Zugfestigkeit  ist. Dies ist typisch für Faserverbunde. 
Tabelle 2-15:  Materialkennwerte bei Druckprüfung quer zur Faserrichtung  
 
TORAYCA T800SC mit  
ARALDITE LY 556 und XB 3473 
Faservolumengehalt in % 52 
Druckfestigkeit  (23 °C) in MPa 156,2 
Standardabweichung der Zugfestigkeit  3,56 
Bruchstauchung  (23 °C) in % 4,11 
Standardabweichung der Bruchstauchung  1,33 
E-Modul  (23 °C) in GPa 6,8 
Standardabweichung des E-Moduls  0,7 
Bruchwinkel 30° 
Schubversuche in der 1-2-Ebene  
Die Bestimmung der Schubkennwerte in der 1-2-Ebene erfolgte gemäß DIN EN ISO 14129 
[99]. Hierfür wurden aus einem symmetrischen ± 45°-Verbund Prüfkörper hergestellt, wobei 
keine Aufleimer appliziert wurden. Die Prüfkörper wiesen eine Dicke von ca. 2,1 mm auf. 
Die Prüfung erfolgte auf einer Zug/Druck-Torsions-Prüfmaschine ZWICK-ROELL Z100 unter 
Verwendung eines Videoextensometers. Hierzu wurden die Prüfköper mit einem stochasti-
schen Muster versehen, sodass die Verzerrungen  und  durch Bildkorrelation ermittelt 
werden konnten. Die Schubverformung  wurde anschließend gemäß DIN EN ISO 14129 
errechnet.  
Die Prüfergebnisse weisen in Bezug auf die Schubfestigkeit  sowie den Schub-Modul  
eine sehr geringe Streuung auf, siehe Tabelle 2-16. Dabei ist zu beobachten, dass bis zu 
einer Schubverformung von ca. 0,02 linear-eleatisches Materialverhalten vorliegt, wobei die 
ermittelten Kurven der einzelnen Prüflinge nahezu deckungsgleich verlaufen. Ferner ist die 
Schubfestigkeit  gemäß [99, S. 6] bei einer maximal zulässigen Schubverformung von ca. 
0,05 zu ermitteln. Dies liegt bereits im plastischen Bereich, welcher sich über ein Span-
nungsniveau von 50 bis 60 MPa sowie eine Verformung von 0,02 bis 0,16 erstreckt. Ab einer 
Schubverformung von 0,16 kommt es zu Spontanbrüchen, wobei die erhöhte Standardab-
weichung von  auf signifikante Unterschiede bzgl. der maximalen Schubverformung hin-
weist. 
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Tabelle 2-16:  Materialkennwerte unter 1-2-Schubbelastung 
 
TORAYCA T800SC mit  
ARALDITE LY 556 und XB 3473 
Faservolumengehalt in % 52 
Schubfestigkeit  (23 °C) in MPa 46,5 
Standardabweichung der Schubfestigkeit  0,6 
Schubverformung  (23 °C)  0,20 
Standardabweichung der Schubverformung  0,03 
Schub-Modul  (23 °C) in GPa 3,4 
Standardabweichung des Schub-Moduls  0,07 
Schubkennwerte in der 2-3-Ebene  
Die Bestimmung von Kennwerten in der 2-3-Ebene unter Schubbelastung bedingt den Ein-
satz von dickwandigen UD-Laminaten. Die Herstellung derartiger Bauteile und Prüfkörper 
gilt als äußerst aufwendig vgl. [3, S. 51]. Zudem werden in der Literatur unterschiedlichste 
Versuchsaufbauten zur Bestimmung von realistischen Kennwerten in der 2-3-Ebene disku-
tiert, wobei sich derzeit keine klare Präferenz herauskristallisiert, vgl. [119]. Da im vorlie-
genden Anwendungsfall nicht davon auszugehen ist, dass Schubbelastungen in der 2-3-
Ebene relevant für das Versagen der Bandagen sind, wird im Folgenden der Mittelwert der 
Literaturkennwerte aus dem Verhältnis zwischen  und  zur Bestimmung von  ge-
mäß [33, S. 5], [80, S. 12] genutzt. 
 Tabelle 2-17:  Materialkennwerte unter 2-3-Schubbelastung 
TORAYCA T800SC mit  
ARALDITE LY 556 und XB 3473 
Faservolumengehalt in % 50 
Schubfestigkeit  (23 °C) in MPa 32 
Schub-Modul  (23 °C) in GPa 2,4 
Thermische Ausdehnung von TORAYCA T800SC mit EP-Matrix 
Bandagen von Elektromotor-Rotoren sind neben mechanischen Lasten zusätzlich Tempera-
turlasten ausgesetzt. Um diese im späteren Auslegungsprozess berücksichtigen zu können, 
ist es eigentlich notwendig, die Wärmeausdehnungskennwerte zu bestimmen. Um den ex-
perimentellen Aufwand im Rahmen dieser Arbeit jedoch etwas einzuschränken, wurde an 
dieser Stelle auf Messwerte an T800/EP UD-Verbunden aus der Literatur zurückgegriffen, 
vgl. [139]. Damit ergeben sich die im weiteren Verlauf der Arbeit verwendeten Wärmeaus-
dehnungskoeffizienten = -0,4 x 10-6 1/K in 0°-Richtung resp. = 23,4 x 10-6 1/K in 90°-
Richtung. 
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Zeitfestigkeit von UD-CF-Verbunden 
Im Gegensatz zu GFK-Laminaten gilt die Zeitfestigkeit von CFK-Laminaten als ausgezeich-
net [20, S. 91 ff]. Eine Vielzahl von vergleichenden Untersuchungen [15], [48], [86], [142], 
[143] belegt, dass für R-Werte im Bereich von 0,1 bis 0,2 CF-Verbunde einen sehr geringen 
Abfall der ertragbaren Spannung über die Schwingspielzahl zeigen. Exemplarisch ist dies 
für SPARPREG UC 600 auf Basis der Daten der SNL-MSU-DOE-Datenbank [14] dargestellt, 
siehe Abbildung 2-21.  
 
Abbildung 2-21: Exemplarische Zeitfestigkeit für UD-CF/EP-Verbunde unter R = 0,1 [14] 
 
Es wird ersichtlich, dass die Zeitfestigkeit des UD-CF/EP-Laminats nach 107 Zyklen immer 
noch ca. 80 % der Ausgangsfestigkeit beträgt. Dies deckt sich mit den Erkenntnissen von 
ABDIN [20, S. 92], welcher von einer Abnahme der Zeitfestigkeit von ca. 3 % pro Schwing-
spieldekade ausgeht. Zudem kann davon ausgegangen werden, dass im selben Zeitraum der 
E-Modul  der Faser nicht degradiert [15].  
Bezogen auf die hier ermittelten Verbundkennwerte kann daher davon ausgegangen werden, 
dass auch nach langjähriger Belastung die mittlere Zugfestigkeit  bei einem FVG von 
52 % nicht unter 1.884 MPa absinkt und der E-Modul  weiterhin ca. 151 GPa betragen 
wird.  
Der Vergleich mit den weiteren in Kapitel 2.6 vorgestellten Bandagierungsmaterialen zeigt, 
dass die Zeitfestigkeit in Faserrichtung von UD-CF-Laminat um den Faktor 3 über der von 
E-Glasfaser-Laminaten und gar um den Faktor 6 bis 10 über der von möglichen metallischen 
Bandagenwerkstoffen liegt, vgl. Tabelle 2-18.  
Die Betrachtung der Zeitfestigkeit von FKV quer zur Faserrichtung ist zu diesem Zeitpunkt 
von nachrangiger Bedeutung, da ausschließlich Faserbrüche zu unerwünschtem fatalen Ver-
sagen des Rotors führen würden. Zwischenfaserbrüche sind bis zu einem bestimmten – bis-
her nicht festgelegten – Maß akzeptabel. Weiterführende Untersuchungen zum Zeitfestig-
keitsverhalten von FKV können [20], [136] entnommen werden.
Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass das hier betrachtete Laminat aus 
TORAYCA T800SC mit ARALDITE LY 556 und XB 3473 ein sehr hohes werkstoffmechanisch-
es Potential für den Einsatz als Bandagenmaterial für Elektromotoren aufweist. Daher wird 
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im weiteren Verlauf dieser Arbeit der Einsatz dieses Materials als Bandagenwerkstoff für 
den hier betrachteten neuartigen Klauenpolrotor untersucht. 
Tabelle 2-18:  Vergleich der Zeitfestigkeit der betrachteten Bandagenmaterialien  
Material 
Zeitfestigkeit nach n Lastspielen in MPa 
Abfall der Festigkeit  
0 107 
T800SC-Faser in EP-Matrix (R = 0,1) 2.355 1.884 -20 % 
E-Glasfaser in EP-Matrix (R = 0) 1.370 574 -58 % 
Titan Grade 5 (R = 0) 786 279 bis 448 -43 % bis -65 % 
X2CrNiMo18-14-3 (R = 0) 580 152 bis 235 -59 % bis -74 % 
INCONEL 625 (R = 0) 814 282 bis 332 -59 % bis -65 % 
HAYNES 263 (R = 0) 870 236 bis 365 -58 % bis -73 % 
HASTELLOY C-276 (R = 0) 792 196 bis 284 -64 % bis -75 % 
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3 NEUARTIGER KLAUENPOLROTOR MIT AXIALEN 
RINGMAGNETEN 
Im Folgenden werden neuartige Konzepte zum Aufbau von Klauenpolrotoren vorgestellt. 
Dabei liegen im Rahmen dieser Arbeit die Leistungsanforderungen entsprechend dem For-
schungsprojekt MotorBrain (Kapitel 2.2) zugrunde. Die in dieser Arbeit verfolgten neuen 
Konzepte adressieren insbesondere die bisherigen Unzulänglichkeiten von Klauenpolmaschi-
nen, vgl. Kapitel 2.3. Dazu wird hier erstmals die gezielte Kombination von Soft-Magnetic-
Composites und Ferritmagneten im Klauenpolrotor untersucht. Darüber hinaus werden be-
lastungsgerechte Bandagenformen konzeptioniert und vordimensioniert. 
3.1 RANDBEDINGUNGEN 
Entsprechend den Vorgaben des Projektpartners Siemens ist es möglich, den Rotor mit 
Polpaarzahlen von 4, 6 oder 8 aufzubauen. [16, S. 12] Der Rotoraußendurchmesser soll 
158 mm ± 1 mm und die Länge des Blechpakets16 180 mm betragen. Die Nutkonfiguration17 
des Stators ist der ausgewählten Polpaarzahl anzupassen. [5] Die maximale Betriebsdrehzahl 
ist auf 10.000 1/min begrenzt, die Schleuderdrehzahl soll 20 % über der Betriebsdrehzahl 
liegen und beträgt folglich 12.000 1/min. Die Schleuderdrehzahl bezeichnet die Drehzahl, 
die der Rotor nach Fertigstellung in Versuchen mindestens 1 min. standhalten muss, ohne 
dass sicht- und messbare Veränderungen auftreten. 
Da SMC-Werkstoffe in Rotoren von Elektromotoren bisher kaum eingesetzt werden, sind 
grundlegende Untersuchungen zum werkstoffgerechten Design sowie zu den auftretenden 
thermomechanischen Belastungen erforderlich. Dabei erscheint ein möglichst großvolumiger 
Einsatz von SMC unter wirtschaftlichen Aspekten vorteilhaft, da dann eine kostengünstige 
Fertigung möglich ist. Ausgehend von den Festigkeitsuntersuchungen an SMC-Prüfkörpern, 
vgl. Kapitel 2.4.3, ist es notwendig, die maximal auftretende Zugspannung gemäß (2.8) in 
Abhängigkeit vom Bauteilvolumen zu begrenzen. 
Der radiale Luftspalt der Maschine, vgl. Abbildung 2-17, soll ferner minimiert werden, um 
die Effizienz sowie die Leistungscharakteristik der Maschine zu optimieren. Dabei muss der 
Luftspalt ≤ 1,5 mm sein.  
3.2 KONZEPTE FÜR NEUARTIGE KLAUENPOLROTOREN 
Die Konzeption erfolgt unter oben genannten Randbedingungen, wobei in der Konzeptphase 
eine Polpaarzahl von 6 gewählt wurde. Die unterschiedlichen Konzepte müssen alle nach-
folgend genannten Kriterien erfüllen: 
• Maximal zulässige Spannungen innerhalb der Komponenten des Rotors werden 
bis zum Erreichen der Schleuderdrehzahl nicht überschritten, 
                                                        
16  Beim Bau von Rotoren ist es üblich, die axiale Länge der Magnetfluss führenden Teile im Rotor als Länge 
des „Blechpakets“ zu bezeichnen, auch wenn dieser nicht aus Elektroblech aufgebaut wird.  
17  Bei Elektromotor-Statoren werden als Nuten die Aussparungen im Stator bezeichnet, welche zur Aufnahme 
der Kupferspulen im Stator dienen. Diese dienen dazu, das von der Spule erzeugte elektromagnetische Feld 
geeignet zu lenken. 
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• sichere Fixierung aller Komponenten, 
• sichere Weiterleitung des Drehmoments an die Welle, 
• Temperaturstabilität des Systems im Bereich von -40 bis 80 °C und 
• Herstellung mittels großserienfähiger, robuster Prozesse. 
Zur methodischen Unterstützung der Ableitung unterschiedlicher Rotordesigns wird im 
Rahmen dieser Arbeit der nachfolgende morphologischen Kasten genutzt. Die verschiedenen 
Designs unterscheiden sich dabei durch: Aufbau der Klauenpolgrundkörper, Anbindung der 
Klauen, etwaige Füllstoffe zwischen den Klauen, Bandagierungsart und Bandagierungsma-
terialen sowie Art der Wellenanbindung.  
Aufbauend auf dieser Unterscheidung werden vier verschiedene Konzepte erarbeitet, welche 
im morphologischen Kasten farblich akzentuiert sind. Konzept I wird dabei durch gelbe 
Pfeile, Konzept II durch rote Pfeile, Konzept III durch blaue und Konzept IV durch lila 
Pfeile symbolisiert. Bei näherer Betrachtung wird deutlich, dass die Konzepte I bis III den 
Ansatz verfolgen, die Klauenpolgrundkörper rein aus SMC zu fertigen, und Konzept IV 
einen Hybrid aus Elektroblech und SMC avisiert. Diese Reihenfolge wurde gewählt, da die 
Konzepte I bis III ein hohes Potential besitzen, Fertigungszeit sowie -kosten gegenüber den 
üblicherweise genutzten Fertigungsverfahren einzusparen. 
 
Abbildung 3-1: Morphologischer Kasten für Klauenpolrotor 
3.2.1 KLAUENPOLGRUNDKÖRPER AUS SOFT-MAGNETIC-COMPOSITES 
Die urformende und endkonturnahe Verarbeitung von Soft-Magnetic-Composites ermög-
licht neuartige Geometrien für die Klauenpolgrundkörper. Im Rahmen der Arbeit wurden 
unter Verwendung des morphologischen Kastens verschiedene Klauenpolgrundkörpergeo-
metrien abgeleitet, siehe Abbildung 3-2.  
Dabei stellt der Klauenpolgrundkörper gemäß Konzept I (gelber Pfad) die geometrisch ein-
fachste Variante dar, siehe Abbildung 3-2 (links). Die Klauenpolgrundkörperdicke wird ent-
sprechend der benötigten Bandagendicken zur Leitung des magnetischen Flusses ausgeführt 
sowie mit ausgeprägten Verrundungen im axialen Übergangsbereich versehen, um mecha-
nische Spannungskonzentration unter Rotationslast zu reduzieren. Der Klauenpolgrundkör-
per weist unterhalb der Klauen eine ebene Oberfläche für die Aufnahme des Permanent-
magneten auf. Das Volumen des Klauenpolgrundköpers beträgt ca. 169.000 mm3, daher 
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sollte gemäß (2.8) die maximal zulässige erste Hauptspannung auf 58 MPa begrenzt werden. 
Das Konzept sieht ferner eine einteilige Bandage für den Gesamtrotor vor (Abbildung 3-3), 
wobei die Auswahl des Bandagenmaterials in dieser Konzeptphase offengelassen wird.  
Einen weiteren Ansatz stellt Konzept II dar, welches dem roten Pfad des morphologischen 
Kastens folgt. Dieses Konzept sieht lokale Bandagierungen mittels mehrerer Reifen vor, 
welche an den axialen Enden der Klauen befestigt werden, vgl. Abbildung 3-2 (mitte) und 
Abbildung 3-4. Dabei kann das Konzept durch das Vergießen der Klauen mit einer Ver-
gussmasse erweitert werden, um etwaige lokale Spannungsspitzen zu mindern. Wiederum 
beträgt das Volumen eines Klauenpolgrundköpers ca. 169.000 mm3, daher sollte auch in 
diesem Konzept die erste Hauptspannung ≈ 58 MPa nicht überschreiten. 
   
Abbildung 3-2: Geometrievariationen von Klauenpolmotoren v.l .n.r. : Konzept I: Klauen-
polgrundkörper für optionale Bandagierung; Konzept II: Klauenpolgrund-
körper für lokale Bandagierung; Konzept III: Klauenpolgrundkörper für 
Verguss und optionale Bandagierung 
Eine Abwandlung von Konzept II stellt Konzept III dar, siehe Abbildung 3-2 (rechts) und 
Abbildung 3-5. Dieses resultiert aus der Umsetzung des blauen Pfads des morphologischen 
Kastens. Hierbei weist der Klauenpolgrundkörper keine Absätze für lokale Bandagen auf. 
Allerdings ist am Innenradius der Klaue ein zusätzlicher profilierter Steg ausgeführt, der 
zum einen eine mechanische Fixierung einer etwaigen Vergussmasse darstellt, zum anderen 
den benötigten Querschnitt für den magnetischen Fluss bereitstellt. Die Klaue per se kann 
in diesem Falle dünner ausgeführt werden. In diesem Konzept kann zusätzlich eine Bandage 
für den Gesamtrotor vorgesehen werden, wobei die Auswahl des Bandagierungsmaterials in 
dieser Konzeptphase vorerst offengelassen wird. Das Volumen des Klauenpolgrundkörpers, 
von ca. 158.000 mm3, ist etwas geringer als bei den anderen beiden Konzepten. Damit liegt 
die zulässige erste Hauptspannung theoretisch zwar oberhalb derer der beiden anderen Kon-
zepte, die Abweichung ist jedoch so gering, dass auch bei diesem die zulässige erste 
Hauptspannung auf 58 MPa begrenzt wird. 
Die unterschiedlichen Klauenpolgrundkörper bedingen unterschiedliche Montagekonzepte 
für den Gesamtrotor. Die folgenden Explosionsdarstellungen – Abbildung 3-3 bis Abbildung 
3-5 – zeigen die jeweils entwickelten Montagekonzepte. Alle Konzepte sehen den segmen-
tierten Aufbau des Klauenpolrotors vor, dabei umschließen je zwei ineinandergreifende 
Klauenpolgrundkörper einen axial magnetisierten Ringmagneten. Folglich bildet sich ein 
über den Umfang alternierendes Magnetfeld aus, mit den jeweiligen Klauen als Pol. Die 
beiden Klauenpolgrundkörper des Rotorsegmentes werden dabei durch den innen liegenden 
Ringmagneten kraftschlüssig zusammengehalten. Diese einzelnen Segmente werden 
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anschließend auf die Welle aufgebracht und fixiert, wobei die Wellenanbindung zu einem 
späteren Zeitpunkt festgelegt wird. Dabei ist darauf zu achten, dass die einzelnen Segmente 
direkt nebeneinander liegen, um eine nahezu nahtlose Oberfläche in axialer Richtung und 
eine periodisch unterbrochene Oberfläche in Umfangsrichtung zu erzeugen. Dabei ist auf 
eine korrekte Positionierung der Klauen zu achten, damit sich entlang eines Klauenbandes 
eine konsistente Polarisierung ausbildet. Um diese bei der Montage sicherzustellen, könnte 
eine entsprechende Profilierung auf die Welle aufgebracht werden.  
 
Abbildung 3-3: Explosionsdarstellung des Konzepts I: Klauenpolgrundkörper mit optionaler 
Bandagierung 
Zur Steigerung der zulässigen Drehzahl ist optional eine entsprechende Bandagierung vor-
gesehen, in Abbildung 3-3 ist exemplarisch eine einteilige kohlenstofffaserverstärke Bandage 
dargestellt. Eine einteilige Bandage führt zwangsläufig zu einer Vergrößerung des Luftspalts 
zwischen Rotor- und Statoroberfläche. Daher wurde ein alternatives Bandagierungskonzept 
in Betracht gezogen, siehe Abbildung 3-4. Durch die eingebrachten Nuten kann eine lokale 
Bandagierung genutzt werden, welche den radialen Luftspalt nicht vergrößert. Dadurch 
stellt Konzept II eine vielversprechende Alternative dar, durch welche die Leistung und 
Effizienz des Motors weiter gesteigert werden kann. 
 
Abbildung 3-4: Explosionsdarstellung des Konzepts II: Klauenpolgrundkörper mit lokaler 
Bandagierung und optionaler Vergussmasse 
Abbildung 3-5 zeigt die Explosionsdarstellung für Konzept III. Dabei ist die Vergussmasse 
exemplarisch angedeutet, siehe Abbildung 3-5 zweites Element von rechts. Nach dem Auf-
bau des metallischen Klauenpolrotors, entsprechend dem Vorgehen in Konzept I, erfolgt der 
Verguss des gesamten Rotors mit einer Vergussmasse. Durch die spezielle Klauengeometrie 
bildet sich ein Hinterschnitt aus und somit eine formschlüssige Verbindung der Klauen mit 
der Vergussmasse. Als Vergussmasse kommen unterschiedliche Duro- und Thermoplaste in 
Frage, wobei sich für Thermoplaste das Einbringen mittels Spritzgießen und im Falle von 
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Duroplasten ein Gießverfahren anbietet. Ergänzend kann eine einteilige Bandage auf den 
vergossenen Rotor aufgebracht werden, um die zulässige Drehzahl weiter zu steigern.  
 
Abbildung 3-5: Explosionsdarstellung des Konzepts III: Klauenpolgrundkörper mit Verguss-
masse und optionaler Bandagierung 
3.2.2 NUMERISCHE ANALYSE DER VORGESTELLTEN KONZEPTE 
Zur Bewertung der vorgestellten Konzepte werden Analysen mittels der Finite-Elemente-
Methode (FEM) durchgeführt. Ziel dieser Untersuchungen ist es, festzustellen, ob die vor-
gestellten Rotoren den Belastungen: 
• maximale Drehzahl von 12.000 1/min sowie  
• magnetisch induziertes Drehmoment von bis zu 216 Nm 
sicher standhalten können. Dabei wird für alle Komponenten ein Sicherheitsfaktor von 1,4 
angestrebt. Die entsprechenden mechanischen Kennwerte für SOMALOY 700HR 3P als 
Klauenpolgrundkörperwerkstoff sowie Edelstahl, GFK und CFK als Bandagenwerkstoff 
können Kapitel 2 entnommen werden. 
Die CAD-Modelle der Rotoren werden mittels der Software SOLIDWORKS 2016 erstellt. 
Die rechentechnische Aufbereitung der CAD-Modelle erfolgt mittels der FE-Software AN-
SYS Workbench 18.1. Dabei wird die programminterne Schnittstelle DESIGN MODELER 
mit dem SOLIDWORKS-Interface zum Import der CAD-Modelle genutzt.  
Das Pre- und Postprocesing der Modelle erfolgt mittels des ANSYS-WORKBENCH-eigenen 
Analysesystems statisch-mechanische Analyse. Folglich wird der ANSYS-eigene Vernetzer 
genutzt. Die genutzten Parameter werden über alle betrachteten Modelle vergleichbar ge-
wählt und können dem Anhang (Tabelle 11-2) entnommen werden.  
Konzept I: Klauenpolgrundkörper mit und ohne einteiliger Bandagierung 
Im ersten Schritt der Konzeptanalyse wird untersucht, ob eine Problemreduktion durch 
Ausnutzung von Symmetrien in der Geometrie zulässig ist. Hierfür wurde exemplarisch ein 
Vollmodell von Konzept I mit und ohne Bandagierung betrachtet sowie daraus abgeleitete 
1/6- und 1/12-Modelle mit entsprechenden Symmetrierandbedingungen. 
Obwohl die Einstellung des ANSYS-eigenen Vernetzers bei allen Modellen gleich gewählt 
wurden, sind in der Vernetzung lokal leichte Unterschiede zwischen den Modellen erkennbar, 
siehe Abbildung 3-6. Dies betrifft insbesondere den Bereich der Stirnfläche der Klauen. 
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Abbildung 3-6: Vergleich der Vernetzung des Vollmodells, 1/6- und 1/12-Modells  
Die Analyse der Untersuchungsergebnisse für Konzept I ohne Bandagierung zeigt, dass die 
Aufweitung mit 0,0577 mm vergleichsweise gering ist. Dabei weisen sowohl das Vollmodell 
als auch die Symmetriemodelle vergleichbare Verformungen auf. In einem zweiten Schritt 
wurde zusätzlich eine 1 mm starke Stahlbandage in die Berechnung mit einbezogen. Eine 
Bandage dieser Dicke stellt die Obergrenze dar, bei der die Leistungsanforderungen an den 
Elektromotor noch erfüllbar sind. Auch bei dieser Analyse konnten nur sehr geringe Auf-
weitungen von 0,0548 mm für das Vollmodell ermittelt werden, vgl. Abbildung 3-7. 
 
 
Abbildung 3-7: Berechnungsergebnisse des Konzepts I: Vergleich der Aufweitung des Voll-
modells des Klauenpolgrundkörpers sowie des 1/6- und 1/12-Symmetriemo-
dells ohne Bandage (oben) und mit Bandage (unten) 
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Da davon auszugehen ist, dass die Art der Anbindung der Bandage an den Klauenpolgrund-
körper einen signifikanten Einfluss auf die Ergebnisse hat und ggf. zu nicht gewünschten 
Abweichungen führen kann, wurde diese ebenfalls eingehend untersucht.  
Als Kontakt wurde in ANSYS der Typ „8-Node Surface-to-Surface“ mit den Elementtypen 
CONTA174 (Klauenpolgrundkörper) und TARGET170 (Bandage) definiert. Die Simulati-
onsrechnungen wurden zum einen für eine exakt auf Maß gefertigte Bandage und zum an-
deren für eine vorgespannte Bandage durchgeführt. Zur Simulation der Vorspannung wird 
der Bandage ein zusätzlicher Offset von 20 µm (durchmesserbezogen) zugewiesen, welcher 
zu einer Anfangsdurchdringung von Klauenpolgrundkörper und Bandage führt. Für die 
Kontakte wird ein Haftreibungskoeffizient von 0,2 angenommen. In einem weiteren Rechen-
lauf wird der Kontakt als „bonded“ definiert, sodass keine Relativverschiebung zwischen 
Klauenpolgrundkörper und Bandage auftreten kann. 
Der Vergleich zeigt, dass sich Abweichungen der Verformung über alle Varianten hinweg 
von + 4,3 % bis + 6,4 % ergeben, vgl. Abbildung 3-8. Die Abweichungen sind vornehmlich 
auf die leicht unterschiedliche Vernetzung der Modelle zurückzuführen. Für die weitere 
Modellierung ist davon auszugehen, dass diese Abweichungen tolerierbar sind. Daher wer-
den im Folgenden Symmetrierandbedingungen ausgenutzt. 
 
 
Abbildung 3-8: Vergleich der Berechnungsergebnisse des Konzepts I: Erste Hauptspannung 
innerhalb der Klauenpolgrundkörper (oben), Gesamtverformung der 
Klauenpolgrundkörper (unten) 
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Die Analyse der resultierenden maximalen ersten Hauptspannung im Klauenpolgrundkörper 
zeigt, dass sowohl bei den unbandagierten als auch bei den bandagierten Klauenpolgrund-
köpern lokal signifikante Spannungsspitzen auftreten, siehe Abbildung 3-9. Diese erreichen 
in Abhängigkeit von der Kontaktmodellierung eine Höhe von 183 – 220 MPa, vgl. Abbil-
dung 3-8 (oben). Damit übersteigen sie die zulässige erste Hauptspannung im Klauen-
polgrundkörper um den Faktor 3 bis 4.  
 
Abbildung 3-9: Berechnungsergebnisse des Konzepts I: Erste Hauptspannung des 1/6-Sym-
metriemodells mit Bandage 
Eine Möglichkeit, die Spannungen innerhalb des Klauenpolgrundkörpers gemäß Konzept I 
zu verringern, stellt die Erhöhung der Vorspannung der Bandage dar. Hierfür wurde eine 
Parameterstudie bzgl. des notwendigen Übermaßes der Bandage und der daraus resultie-
renden ersten Hauptspannung innerhalb der Bandage sowie des Klauenpolgrundkörpers 
durchgeführt. Es zeigt sich, dass die resultierende maximale erste Hauptspannung innerhalb 
des Klauenpolgrundkörpers von ca. 205 MPa bei 20 µm Übermaß18 bis auf 52 MPa bei ei-
nem Übermaß von 320 µm gesenkt werden könnte, vgl. Abbildung 3-10. Allerdings bedeutet 
ein Übermaß von 320 µm, dass in einer etwaigen Stahlbandage eine Vergleichsspannung von 
mehr als 800 MPa auftritt. Dieser Spannungswert liegt im Bereich der Zugfestigkeit (unter 
stat. Belastung), vgl. Kapitel 2.6, sodass eine Dauerfestigkeit der Bandage nicht gegeben 
ist. Gemäß dem Überblick über die Materialkennwerte, vgl. Tabelle 2-18, wären einzig CFK-
Bandagen in der Lage, die auftretenden Spannungen zeitfest zu ertragen. Aufgrund der 
geringeren Steifigkeit der ausgewählten CFK-Type und der Restriktion der Bandagendicke 
ist davon auszugehen, dass eine CFK-Bandage ein noch größeres Übermaß aufweisen müsste. 
Dies ist jedoch fertigungstechnisch kaum zu realisieren, da für das thermisch unterstützte 
Fügen eine Temperaturdifferenz von mehr als 120 K notwendig wäre, um die Vorspannung 
zu erreichen. Hierfür würde es sich einzig anbieten, den Rotor und die Bandage sehr stark 
abzukühlen, da CFK einen negativen Wärmeausdehnungskoeffizient in Faserrichtung auf-
weist, vgl. Abschnitt 2.6.5. 
                                                        
18 Alle Übermaße werden auf den Durchmesser bezogen angegeben 
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Abbildung 3-10: Entwicklung der ersten Hauptspannung innerhalb des Klauenpolgrundkör-
pers sowie in der Bandage in Abhängigkeit des gewählten Übermaßes  
Im Weiteren wurde die Presspassung der Welle-Nabe-Verbindung in die Berechnung mit 
einbezogen. Zur sicheren Übertragung des Drehmoments ist gemäß analytischer Vorausle-
gung, vgl. [100], ein Übermaß von mindestens 23 µm notwendig. Aufgrund der endkontur-
nahen Fertigung der SMC-Klauen ist von einem ISO 6 Toleranzgrad auszugehen, weshalb 
zusätzlich mit einer Abweichung von + 16 µm zu rechnen ist. Dies wird von der üblichen 
Fertigungstoleranz der Welle, Rz = 4,8 µm, überlagert. Daher erhöht sich im ungünstigsten 
Fall das Übermaß auf 43,8 µm. Dies führt gemäß [100] zu tangentialen Zugspannungen von 
48 bis zu 90 MPa. Daher ist es durchaus möglich, dass bereits im statischen Lastfall die 
Zugfestigkeit des SMC überschritten wird. Durch die Überlagerung mit der Drehzahlbelas-
tung steigt die tangentiale Zugspannung auf bis zu 93 MPa an. Dies deckt sich mit entspre-
chenden Ergebnissen der FEM-Simulation, wobei diese Spannungen von bis zu 111 MPa 
ausgibt, siehe Abbildung 3-13. Dieser Spannungsanstieg ist zum einen auf das starke Auf-
schrumpfen der Bandage, zum anderen auf die Biegung des Klauenpolgrundkörpers unter 
Rotationslast zurückzuführen, der zu einer lokalen Steigerung der Verpressung führt.  
 
Abbildung 3-11: Berechnungsergebnisse des Konzepts I: Erste Hauptspannung des 1/6-Sym-
metriemodells mit stark aufgeschrumpfter Bandage und Welle 
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Die Auswertung der Ergebnisse für einen Klauenpolgrundkörper gemäß Konzept I zeigt, 
dass es nicht zielführend ist, dieses Konzept ohne Änderungen weiter zu verfolgen. Neben 
der Bandagierung erweist sich insbesondere die Wellenanbindung als problematisch, da die 
dort lokal auftretenden Spannungen die maximale ertragbare Festigkeit des SMC über-
schreitet. 
Konzept II: Klauenpolgrundkörper mit lokaler Bandagierung und optionalem 
Verguss 
In Konzept II wird eine alternative Form der Bandagierung mit zusätzlichem Verguss des 
Rotors untersucht. Die Vergussmasse soll dazu dienen, die benötigte Vorspannung im 
Klauenpolgrundkörper zu reduzieren. Als Vergussmasse wurde exemplarisch ein PA66 mit 
einem 50 %igen Massenanteil an Kurzglasfasern gewählt, vgl. Datenblatt (Abbildung 11-3). 
Diese Vergussmasse füllt den gesamten Zwischenraum zwischen den Klauenpolgrundköpern, 
den Magneten und der lokalen Bandage aus, siehe Abbildung 3-4. Es wird angenommen, 
dass die Vergussmasse sowohl per Hinterschnitt als auch per Stoffschluss mit den Klauen-
polgrundkörpern verbunden ist. Im Rahmen der FEM wird überprüft, welchen Einfluss die 
Bandage auf die auftretenden Spannungen innerhalb der Klauenpolgrundkörper besitzt. Zu 
diesem Zweck wird für den Bandagenwerkstoff zum einen Stahl, zum anderen GFK gewählt. 
Bei der Modellierung werden zwischen Modellelementen entsprechende Kontakte definiert, 
mit deren Hilfe sowohl ein idealer Verbund als auch ein sich lokal ablösender Verbund 
modelliert werden kann. 
Im ersten Schritt wird untersucht, ob bei einer ideal angebundenen Thermoplastfüllung und 
einer schwach aufgepressten Stahl-/ Glasfaserbandage die Spannungen innerhalb der SMC-
Klauenpolgrundkörper gesenkt werden können. Es zeigt sich, dass der Einsatz der Füllmasse 
in Verbindung mit der lokalen Bandagierung die auftretenden Spannungsspitzen signifikant 
reduziert, siehe Abbildung 3-12 (links). Unter Vernachlässigung einer etwaigen Wellenan-
bindung sinkt die erste Hauptspannung innerhalb der Klauenpolgrundkörper auf ca. 63 MPa 
ab, unabhängig vom betrachteten Bandagenwerkstoff, siehe Abbildung 3-12 (rechts).  
Für den Fall, dass sich die Vergussmasse vom Magneten und Klauenpolgrundkörper ablöst, 
steigt die erste Hauptspannung innerhalb der Klauenpolgrundkörper signifikant, auf bis zu 
250 resp. 256 MPa, an. Somit besteht eine hohe Wahrscheinlichkeit, das ungewünschtes 
Rotorberstens auftritt. Daher wurde ferner geprüft, ob durch Verzicht auf die Thermoplast-
füllung die auftretenden Spannungen innerhalb der Klauenpolgrundkörper akzeptabel sind. 
Allerdings musste auch für diesen Fall festgestellt werden, dass die auftretenden ersten 
Hauptspannungen von 218 resp. 232 MPa die für SMC zulässigen Grenzwerte um mehr als 
den Faktor 4 übersteigen, siehe Abbildung 3-12 (rechts).  
Abschließend wurde geprüft, ob der Einsatz einer fest angebundenen Thermoplastfüllung 
eventuell positiven Einfluss auf die auftretenden Spannungen im Bereich der Welle-Nabe-
Verbindung ausübt. Wiederum wird von einem Presssitz mit einem Übermaß von 27 bis 
43,8 µm ausgegangen. Es zeigt sich abermals, dass für die größte Passung die erste 
Hauptspannung mit 118 MPa die ertragbare Zugspannung des SMC deutlich überschreitet, 
siehe Abbildung 3-12 (rechts). Folglich erscheint es nicht zielführend, Konzept II weiterzu-
verfolgen, da auch der Einsatz alternativer Bandagenwerkstoffe, etwa Titan oder CFK, 
keine signifikante Reduzierung der auftretenden ersten Hauptspannung verspricht. 
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Abbildung 3-12: Berechnungsergebnisse des Konzepts II mit lokaler Stahlbandage und fest ange-
bundener Thermoplastfüllung: Erste Hauptspannung im Klauenpolgrundkörper 
unter Betrachtung der Welle (l inks); Vergleich der auftretenden ersten 
Hauptspannung über alle betrachteten Modelle (rechts) 
Konzept III: Klauenpolgrundkörper mit globaler Bandagierung und Verguss 
Konzept III zeichnet sich gegenüber Konzept I und II durch zusätzliche mechanische Hin-
terschnitte unterhalb der Klauenoberfläche aus, vgl. Abbildung 3-5. Außerdem ist es im 
Gegensatz zu Konzept I und II möglich, mit Hilfe der optionalen Vergussmasse eine ge-
schlossene Oberfläche auszuformen, welche durch die Bandage fixiert wird. Somit könnten 
etwaige Unebenheiten auf der Außenseite der Klauenpolgrundkörper ausgeglichen werden. 
Folglich scheint es unter fertigungstechnischer Perspektive möglich, das Aufschrumpfen der 
Bandage auf den Rotor zu erleichtern.  
Aufgrund der Erfahrungen aus der Analyse der Konzepte I und II beschränkt sich die Un-
tersuchung vorerst auf eine Stahlbandagierung. Per Parameterstudie wurde das notwendige 
Übermaß der Bandage mit 120 µm ermittelt.  
Unter der Voraussetzung einer idealen Anbindung der exemplarisch gewählten PA66-GF50-
Vergussmasse sowie unter Vernachlässigung der Wellenanbindung ergibt sich ein Maximum 
der ersten Hauptspannung im Klauenpolgrundkörper von ca. 56 MPa, vgl. Abbildung 3-13. 
Falls sich die Vergussmasse von den Magneten sowie den Klauenpolgrundkörpern ablöst, 
steigt die erste Hauptspannung im Klauenpolgrundkörper auf ≈ 210 MPa und in der Stahl-
bandage auf 348 MPa an. Dies überschreitet die zulässige Festigkeit des SMC, ist allerdings 
in Bezug auf die zulässige Festigkeit der Metallbandage durchaus tolerierbar. Daher kann 
ggf. der Bruch des SMC toleriert werden, insofern er nicht zu negativen Sekundäreffekten 
führt.  
Bei Einbeziehung einer Presspassung zwischen Klauenpolgrundkörper und Welle mit einem 
Übermaß von 43,8 µm steigt die erste Hauptspannung innerhalb des Klauenpolgrundkörpers 
auf 117 MPa an, vgl. Abbildung 3-13. 
3.2 – Konzepte für neuartige Klauenpolrotoren 
 
49
 
Abbildung 3-13: Berechnungsergebnisse des Konzepts III: Vergleich der auftretenden ersten 
Hauptspannungen 
Eine Möglichkeit, die Spannungen innerhalb der Presspassung zu reduzieren, stellt die Nut-
zung einer kombinierten kraftschlüssigen sowie formschlüssigen Verbindung dar. Hierfür 
bietet sich die Nutzung speziell angepasster Polygonalwellen an. Bei Elektromotoren ist es 
üblich, die Wellen mit 2 bis 4 Abflachungen zu versehen [112]. Um die Analyse an dem 
gewählten Modell durchführen zu können, wurde eine Welle mit 6 gleichmäßig über den 
Umfang platzierten Abflachungen untersucht. Die Simulationsergebnisse belegen, dass als 
oberes Abmaß der Wellenpassung 18 µm ausreichend sind, um das Drehmoment sicher zu 
übertragen. Unter Berücksichtigung der Fertigungstoleranzen der Nabe ist für die Ausle-
gung im ungünstigsten Fall ein Übermaß von 34 µm anzunehmen. Durch diese Maßnahme 
kann die erste Hauptspannung um 20 % verringert werden, allerdings ist diese mit 
150 MPa weiterhin zu hoch im Bezug auf die ermittelte Zeitfestigkeit des SMC-Materials, 
siehe Abbildung 3-14.  
Im Ergebnis der durchgeführten Untersuchung werden die Konzepte I bis III nicht weiter-
verfolgt, da in allen Fällen mit einem Versagen der Welle-Nabe-Verbindung zu rechnen ist. 
 
 
Abbildung 3-14: Berechnungsergebnisse des Konzepts III: Erste Hauptspannung des 1/6-Sym-
metriemodells mit Vieleckwelle bei fest angebundener Vergussmasse sowie 
aufgeschrumpfter Bandage 
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3.2.3 KLAUENPOLGRUNDKÖRPER AUS ELEKTROBLECH MIT EINGESETZTEN 
SMC-KLAUEN 
Ausgehend von den bisherigen Ergebnissen wurde entschieden, den Klauenpolgrundkörper 
anzupassen. Mittels gezielter Trennung der magnetischen und mechanischen Funktionen 
sollen die identifizierten Probleme vermieden werden. Hierfür wird ein Hybriddesign – be-
stehend aus einem Elektroblech-Grundköper sowie SMC-Klauen – eingeführt, siehe Abbil-
dung 3-15. Durch die Hybridisierung soll aus mechanischer Sicht zum einen das Aufbiegen 
der Klauen und die somit induzierten Spannungsspitzen im Klauenpolgrundkörper vermie-
den, zum andern die offene Fragestellung der Passungsgestaltung zur Drehmomentübertra-
gung gelöst werden. Der Ansatz ist zudem aus elektromagnetischer Perspektive zielführend, 
da die dem konstanten Magnetfeld – durch die im Inneren des Motors eingebrachten Mag-
nete – nahen Teile des Klauenpols aus Elektroblech und die dem magnetischen Wechselfeld 
– durch das rotierende Magnetfeld des Stators – ausgesetzten Teile aus SMC ausgeführt 
sind. Ferner dient eine Bandage dazu, die SMC-Klauen radial zu fixieren. Die tangentiale 
Fixierung der Klauen wird durch die spezielle Gestaltung des Elektroblechs gewährleistet, 
siehe Abbildung 3-15 (rechts). Axial erfolgt die Positionierung der SMC-Klauen sowie der 
Bandagen durch die Wuchtscheiben vor dem ersten und nach dem letzten Segment, siehe 
Abbildung 3-16. Ausgehend vom Konzept zur Fixierung der Klauen wurde entschieden, die 
Polpaarzahl auf 8 zu erhöhen.  
  
Abbildung 3-15: Detaildarstellung der SMC-Klauen (l inks) sowie des Klauenpolgrundkör-
pers aus Elektroblech mit angedeuteten SMC-Klauen (rechts) 
Die Klauen sind in Form und insbesondere Querschnittsfläche dem magnetischen Fluss der 
auftretenden Permanent- und Wechselfelder angepasst. Aufgrund der Gestaltung der 
Klauen ist eine H7/f7-Spielpassung in tangentialer Richtung notwendig. Ferner ist es vor-
hersehbar, dass die Klauen im Betrieb von der Klauenpolgrundkörperoberfläche abheben 
können. Beide Effekte sind aus magnetischer Sicht tolerierbar. 
 
Abbildung 3-16: Explosionsdarstellung des Hybridkonzepts IV: Klauenpolgrundkörper aus 
Elektroblech, Klauen aus SMC mit Bandagierung 
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Aufgrund des deutlich geringeren Volumens der Klauen, 2.780 mm3, kann davon ausge-
gangen werden, dass die Zeitfestigkeit dieser gemäß (2.8) auf bis zu 72 MPa ansteigt. Eben-
falls kann für das Elektroblech von mind. 300 MPa Zeitfestigkeit ausgegangen werden.  
Dem Analyseansatz des Konzepts I folgend wird im ersten Schritt überprüft, ob die Nutzung 
von Symmetrien zulässig ist. Hierbei werden zwei verschiedene Ansätze überprüft: zum 
einen das Gesamtmodell inklusive aller Komponenten eines Segments, zum andern ein ver-
einfachtes Modell, bei welchem Klauenpolgrundköper, Magnet und Welle vernachlässigt 
werden. Allen Modellen gemein ist, dass die Klauen per vorspannungsfreiem Reibkontakt 
mit der Bandage verbunden sind, vgl. Anhang Tabelle 11-2. Es zeigt sich, dass sowohl die 
Nutzung eines 1/32-Symmetriemodells als auch des vereinfachten Modells zulässig ist, vgl. 
Abbildung 3-17 und Abbildung 3-18. 
 
 
Abbildung 3-17: Berechnungsergebnisse des Konzepts IV: Vergleich der Aufweitung des 
Vollmodells des Klauenpolgrundkörpers sowie des 1/8- und 1/32-Symmet-
riemodells ohne Modellreduktion (oben) und mit Modellreduktion (unten) 
Die auftretenden Abweichungen aufgrund der Vernetzung bewegen sich für die Bandage im 
Bereich von ± 3 % sowie für die Klauen im Bereich von ± 7 %, wobei letzteres vor allem 
auf lokale Randeffekte zurückzuführen ist und ggf. durch eine Erhöhung der Netzfeinheit 
reduziert werden kann. Die Abweichung der Ergebnisse zwischen dem vollständigen und 
dem vereinfachten Modell beträgt für die Klauen ± 3 % und für die Bandage weniger als 
1 %, siehe Abbildung 4-2. Daher wird im Weiteren für die Analyse des Modells das redu-
zierte 1/32-Modell genutzt. 
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Abbildung 3-18: Vergleich der Berechnungsergebnisse des Konzept IV: Erste Hauptspannung 
innerhalb der Klauen (oben) sowie Vergleichsspannung innerhalb der Ban-
dage (unten) 
Bei eingehender Betrachtung von diesem zeigt sich, dass für die gewählte 1 mm starke 
Stahlbandage die radiale Aufweitung mit 0,15 mm vergleichsweise gering ist. Die auftre-
tende VON-MISES-Vergleichsspannung von 505 MPa scheint für metallische Bandagen eine 
Herausforderung, da sich diese oberhalb der Streckgrenze und der Zeitfestigkeit der ausge-
wählten Metalltypen, vgl. Tabelle 2-18, befindet. Allerdings wirkt es, bei Betrachtung der 
einzelnen Spannungskomponenten im Hinblick auf CFK-Bandagen durchaus realistisch, die 
auftretenden Spannungen sowie die maximal zulässige Verformung einzuhalten. Unkritisch 
ist die Welle-Nabe-Verbindung per Presspassung, da die resultierende Vergleichsspannung 
im Elektroblech wellennah  221 MPa beträgt und somit unterhalb der Zeitfestigkeit für 
das Blech liegt. 
Um die Eignung einer FKV-Bandage näher zu untersuchen, ist es notwendig, die auftreten-
den Versagensmechanismen zu identifizieren und geeignete Versagensmodelle anzuwenden. 
Hierzu wird in einem ersten Schritt die auftretende Verformung innerhalb der Bandage 
analysiert. 
Aufgrund ihrer Form neigen die Klauen unter Rotationslast zum Verkippen, dies führt dazu, 
dass die Bandage im Bereich des Klauenfußes stärker gedehnt wird als im Bereich des 
Klauenendes. Aufgrund der alternierenden Anordnung der Klauen in Umfangsrichtung wird 
insgesamt der Bandage ein mäandernder S-Schlag aufgeprägt, siehe Abbildung 3-19. Ferner 
treten in den Bereichen, in denen die Klauenkanten in die Bandage gedrückt werden, hohe 
lokale Spannungen mit steilen Spannungsgradienten auf. 
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Abbildung 3-19: Darstellung der überhöhten Gesamterformung eines Bandagenausschnitts un-
ter Rotationslast  
3.3 WEITERENTWICKLUNG DES HYBRIDEN KLAUENPOLROTORS 
Aufbauend auf dem obig dargestellten Hybrid-Konzept wurde das Design des Rotors wei-
terentwickelt, um sowohl die Fertigung zu vereinfachen als auch die Belastungen innerhalb 
der Bandage zu reduzieren. Gegenüber dem in Abbildung 3-16 dargestellten Rotormodell 
wurden daher einige Änderungen eingeführt, vgl. Abbildung 3-20.  
 
Abbildung 3-20: Explosionsdarstellung des finalen Rotordesigns 
So wird im Folgenden zwischen sogenannten Endkappen-Klauen, kurz „E-Klauen“, und 
axial-symmetrischen Klauen, kurz „S-Klauen“, unterschieden, siehe Abbildung 3-21. S-
Klauen können als Ersatz von je zwei E-Klauen in axialer Richtung gestaffelt eingesetzt 
werden. Die Einführung der S-Klauen dient dazu, das Verkippen der Klauen unter Rotati-
onslast zu reduzieren. Mithin werden im Inneren des Motors zwei benachbarte Klauen-
polgrundkörper (aus Elektroblech) zu einem zusammengefasst.  
Zudem ist notwendig, am jeweiligen axialen Endsegment des Rotors E-Klauen einzusetzen, 
um den äußersten magnetischen Pol auszubilden. Die Klauengeometrie als solche wurde 
leicht überarbeitet, um dem SMC-Pressprozess gerecht zu werden und eine gleichmäßige 
Dichteverteilung, trotz unterschiedlicher lokaler Dicken zu gewährleisten, vgl. Abbildung 
3-15 (links) und Abbildung 3-21 (links).  
Ferner wurde eine Bandagierung der axialen Ringmagnete vorgesehen, um etwaigen Fehlern 
– die aus der notwendigen Nachbearbeitung des Innen- und Außendurchmessers resultieren 
können – vorzubeugen und etwaige Folgeschäden zu vermeiden.  
In Kapitel 4 bis 7 wird im Folgenden numerisch und experimentell untersucht, welche der 
vielfältig existierenden FKV-Versagenskriterien in der Lage sind, die hier auftretenden Be-
lastungen innerhalb der Bandage zu bewerten. Die Analysen werden unter Berücksichtigung 
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von fertigungstechnischen Aspekten sowie der Differenzierung zwischen E- und S-Klauen 
durchgeführt. 
  
Abbildung 3-21: 3D-Ansicht einer E-Klaue (l inks) und einer S-Klaue (rechts) 
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4 VERSAGENSKRITERIEN FÜR DIE AUSLEGUNG VON 
DÜNNWANDIGEN FASER-KUNSTSTOFF-BANDAGEN 
Faserverbunde weisen gegenüber den klassischen isotropen Konstruktionswerkstoffen wie 
Stahl oder Aluminium ein signifikant abweichendes Versagensverhalten auf. Unter Versagen 
wird im Rahmen dieser Arbeit das Bauteilversagen der Bandage im Sinne eines Berstens 
auf Strukturebene verstanden. Um dieses Versagen vorausberechnen zu können, werden 
entsprechende Versagenskriterien auf Makro- und Mesoebene betrachtet. Dabei bezieht sich 
die Makroebene auf die Gesamtstruktur bzw. die Einzelschicht innerhalb eines Laminates 
und die mesomechanischen Kriterien definieren Versagen auf der Größenskala Faser-Matrix. 
Im Folgenden werden die Versagensformen von FKV ohne Vorschädigung nach dem Stand 
der Technik beschrieben und es wird auf deren Besonderheiten eingegangen. Aufgrund der 
für die Fertigung der Bandage in Betracht kommenden Herstellungsverfahren beschränken 
sich die Untersuchungen auf Strukturen bestehend aus unidirektional abgelegten Faserlagen. 
4.1 PHÄNOMENOLOGISCHE UNTERSCHEIDUNG DER BRUCHFORMEN 
Bei Werkstoffen wird in der Regel zwischen Zug-, Druck- und Schubbrüchen unterschieden. 
Aufgrund des anisotropen Materialverhaltens von FKV wird bei mesoskopischen Versa-
genskriterien zusätzlich zwischen Versagen aufgrund von Belastungen in Faserrichtung (‖) 
und senkrecht zur Faserrichtung ( ) differenziert. Dabei wird im Allgemeinen davon aus-
gegangen, dass unidirektional (UD) abgelegte Faserverbundeinzelschichten transversaliso-
tropes Materialverhalten aufweisen. Diese Materialien zeigen folglich in den Ebenen senk-
recht zur Faserrichtung isotropes Materialverhalten. Bezogen auf ein orthotropes Koordi-
natensystem mit den Achsen 1, 2 und 3 entspricht die 1-Richtung der ‖-Richtung und die 
2- resp. 3-Richtung einer -Richtung, vgl. Abbildung 4-1. 
 
Abbildung 4-1: Repräsentatives Volumenelement eines UD-Laminats nach [108, S. 4] 
Entsprechend den orthotropen Vorzugsrichtungen parallel und senkrecht zur Faser werden 
bei aktuellen mesoskopischen Versagensmodellen Faser- und Zwischenfaserbrüche unter-
schieden. Faserbrüche führen meist zum fatalen Bauteilversagen, bei dem Fasern durch-
trennt bzw. zerstört werden und der Verbund seine Tragwirkung verliert. Zwischenfaser-
brüche, bei denen ausschließlich Versagen in der Matrix auftritt, führen nicht zwangsläufig 
zu einem Verlust der Tragfähigkeit. Entsprechend CUNTZE [29] wird zwischen fünf 
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unabhängigen Versagensmodi unterschieden, wobei jedes dieser Modi eindeutig auf die wir-
kende Belastungsart zurückzuführen ist. Folglich ist es mittels der gewählten Einteilung 
möglich, bruchtypenbezogene Versagenskriterien zu entwickeln, welche im Folgenden vor-
gestellt werden, vgl. Tabelle 4-1.
Tabelle 4-1: Einteilung der Belastungsarten und deren Auswirkungen nach [29] 
 
   
Belas-
tungsart 
Zug in  
Faserrichtung 
 
Druck in  
Faserrichtung 
 
Zug quer zur 
Faserrichtung 
 
Schub parallel 
und quer zur 
Faserrichtung 
 
Druck quer zur  
Faserrichtung 
 
Phäno-
menologie 
Faserbruch so-
wie Faseraus-
zug in einer 
Ebene senk-
recht zur Faser 
Faserknicken 
auf mikroskopi-
scher Ebene, 
tlw. auch Mat-
rixbruch in ei-
ner Ebene senk-
recht zur Faser 
Versagen von 
Faser-Matrix-
Haftung im Fa-
sergrenzbereich 
sowie reines 
Matrixversagen 
in einer Ebene 
parallel zu den 
Fasern und 
senkrecht zur 
Belastungsrich-
tung 
Faserparalleles 
Abgleiten im 
Faser-Matrix-
Grenzbereich 
sowie reiner 
Matrixbruch in 
einer Ebene pa-
rallel zu den 
Fasern  
Faserparalleles 
Abscheren im 
Faser-Matrix-
Grenzbereich 
sowie reiner 
Matrixbruch in 
einer Ebene pa-
rallel zu den 
Fasern und 
schräg zur 
Druckrichtung 
4.2 MAKROMECHANISCHE VERSAGENSKRITERIEN 
Unter dem Oberbegriff der makromechanischen Versagenskriterien werden pauschale Ver-
sagenskriterien klassifiziert, die auf der höchsten Abstraktionsebene für FKV angesiedelt 
sind. Dabei wird der FKV als homogenes anisotropes Kontinuum angesehen. In Konsequenz 
dieser Betrachtungsweise ist es makromechanischen Versagenskriterien nicht bzw. nur sehr 
eingeschränkt möglich, die in Tabelle 4-1 vorgestellten Bruchformen von FKV zu unter-
scheiden. 
Innerhalb der makromechanischen Versagenskriterien wird zwischen interaktionslosen und 
interaktionsbehafteten Kriterien unterschieden, letztere berücksichtigen das Verhältnis aus 
resultierenden Normal- und Schubspannungen. Die hier betrachteten Versagenskriterien ba-
sieren auf einem Vergleich der vorherrschenden Spannungen resp. Dehnungen mit den er-
tragbaren Spannungen resp. Dehnungen des FKV. 
4.2.1 MAXIMALSPANNUNGS- UND MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESEN  
In Anlehnung an die für metallische Werkstoffe gebräuchlichen Festigkeitshypothesen exis-
tieren auch für anisotrope Materialen pauschale interaktionslose Festigkeitskriterien, die sog. 
Maximalspannungs- und Maximaldehnungshypothesen. Diese gehen im einfachsten Fall da-
von aus, dass die ertragbaren Spannungen resp. Dehnungen betragsmäßig unterhalb der 
ermittelten Bruchspannung resp. -dehnung liegen müssen, um ein Bauteil als sicher 
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einzustufen. Dabei wird zwischen Zug- und Druckspannungen19 resp. -dehnungen unter-
schieden. Gemäß der Koordinatenbezeichnungen aus Abbildung 4-1 ergibt sich somit: 
 für (4.1) 
 für (4.2) 
 für (4.3) 
 für  (4.4) 
wobei  für die Spannungen in Hauptachsenrichtung ,  für die Schubspannungen in 
Richtung steht. Die Festigkeiten des Verbundes werden mit bezeichnet. Deh-
nungen in Hauptachsenrichtung werden mit  und Schubverzerrungen mit  bezeichnet. 
Die korrespondierend ermittelten Bruchdehnungen des FKV mit  sowie . 
Die Maximalspannungs- und Maximaldehnungshypothese unterscheiden zwischen Zug- und 
Druckbrüchen in den drei Hauptachsenrichtungen sowie den Schubbrüchen in den 12-, 13-, 
23- Wirkebenen. Da diese Kriterien interaktionslos sind, können kombinierte Zug/Druck-
Schub-spannungszustände nicht sicher bewertet werden, denn überlagerte Spannungszu-
stände können nachweislich Versagensrelevant sein, auch wenn die einzelnen Spannungs-
komponenten für sich gesehen jeweils als nicht versagenskritisch einzustufen sind. Beispiels-
weise kann eine durch Zugspannung überlagerte Schubspannung einzeln als nicht versagens-
relevant eingestuft werden obwohl diese in Kombination sehr wohl Bauteilversagen hervor-
ruft. 
4.2.2 INTERAKTIONSKRITERIUM NACH HILL 
Das Versagenskriterium nach HILL ist für gewalzte anisotrope Stahlbleche entwickelt wor-
den und stellt eine Anpassung der klassischen Gestaltänderungshypothese nach VON MISES 
für isotrope Werkstoffe dar. VON MISES nutzt eine kontinuumsmechanisch und energetisch 
begründete Vergleichsspannung  die in Relation zur in einachsigen Zugversuchen ermit-
telten, Streckgrenze resp. Zugfestigkeit gesetzt wird: 
VON- 
MISES 
  
 
(4.5) 
Auf den ersten Blick ähnelt die Formel des HILL-Kriteriums in Form und Aufbau der des 
VON-MISES-Kriteriums. Im Gegensatz zum VON-MISES-Kriterium werden jedoch die einzel-
nen Summanden mit den werkstoffspezifischen Koeffizienten  und  gewichtet (4.6), die 
sich aus den experimentell bestimmten Zug- und Schubfestigkeiten ergeben. Diese Koeffi-
zienten spiegeln somit den Einfluss der Anisotropie wider  
 
 
                                                        
19  Festigkeitskennwerte werden in dieser Arbeit, wie in vielen Datenblättern üblich, als positive Kennwerte 
angegeben. 
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HILL 
[58, S. 
283–285] 
        
(4.6) 
  
  
  
Mit Hilfe des HILL-Kriteriums wird somit ein interaktionsbehafteter Bruchkörper erzeugt, 
der die Anisotropie des Werkstoffs berücksichtigt. Es unterscheidet nicht zwischen Zug- und 
Druckfestigkeiten, weshalb von einem symmetrischen Bruchkörper auszugehen ist. Zudem 
kann keine Aussage über die auftretenden Bruchmoden, gemäß Tabelle 4-1, getroffen wer-
den.  
Eine Weiterentwicklung des HILL-Kriteriums stellt das HOFFMANN-Kriterium dar, welches 
durch Erweiterung der Koeffizienten  bis  die Berücksichtigung von unterschiedlichen 
Zug- und Druck-Eigenschaften ermöglicht und somit einen Bruchkörper erzeugt, der den 
Druckbereich realitätsnäher wiedergibt. [61, S. 203] 
4.2.3 INTERAKTIONSKRITERIUM NACH TSAI-WU 
Das TSAI-WU-Kriterium basiert auf der von GOLDENBLAT und KOPNOV entwickelten 
Klasse tensorpolynomialer Fehlerkriterien, vgl. (4.7). Dabei repräsentieren in der allgemei-
nen Form  und  beliebig wählbare Koeffizienten und  plastische Moduli [47]. Auch 
dieses Kriterium ist ein Pauschalkriterium, welches keinen Rückschluss auf Bruchmoden 
zulässt. 
GOLDENBLAT- 
KOPNOV [50] 
 
(4.7) 
Zur Vereinfachung der praktischen Anwendbarkeit beschreibt das TSAI-WU-Kriterium den 
Bruchkörper nur unter Verwendung von Tensoren zweiter und vierter Stufe, vgl. (4.9). Die 
Reihenentwicklung wird somit nach dem zweiten Term abgebrochen und gleichzeitig wird 
 gesetzt. Unter Verwendung einer pseudo-vektoriellen Darstellung mit  
 (4.8) 
ergibt sich für den dreidimensionalen Fall folgende Grundgleichung [133, S. 59ff]:  
TSAI-WU 
[133, S. 59ff] 
 (4.9) 
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Diese allgemeine Formulierung wird für den 2D-Fall durch Annahme transversaler Isotropie 
und eines ebenen Spannungszustands in der 1-2-Ebene vereinfacht. Durch die üblicherweise 
getroffene Wahl des Interaktionskoeffizienten  wird sichergestellt, dass der Bruchkörper 
geschlossen ist [132], [133] 
TSAI-WU 
[132, S. 4ff] 
 (4.10) 
Längszug- und -druckfestigkeit:  (4.11) 
Querzug- und -druckfestigkeit:  (4.12) 
Schubfestigkeit:  (4.13) 
Interaktionskoeffizient:  (4.14) 
Das TSAI-WU-Kriterium ist wie das HILL-Kriterium interaktionsbehaftet. Allerdings stößt 
es in der Praxis ebenfalls an Grenzen. So lässt sich nachweisen, dass die Anwendbarkeit im 
Fall von Faser-Druck- sowie überlagerten Druck-Schub-Brüchen eingeschränkt ist, da dies 
von der Faserablage getriebene Versagensphänomene sind, welche vom Kriterium nicht hin-
länglich erfasst werden können [47], [132]. Insbesondere die übliche Wahl des Interaktions-
koeffizienten , die nicht mechanisch motiviert ist, kann zu einer Verschiebung der Bruch-
kurve in physikalisch nicht begründbare Bereiche führen. Eigentlich wäre es notwendig, den 
Interaktionskoeffizienten  mithilfe von biaxialen Zugversuchen zu bestimmen, wobei ein-
schlägige Veröffentlichungen Details zu dieser experimentellen Untersuchung offen lassen, 
vgl. [55, S. 330], [140, S. 476]. 
4.2.4 KRITISCHE WÜRDIGUNG DER MAKROMECHANISCHEN 
VERSAGENSKRITERIEN 
Die vorgestellten Versagenskriterien stellen Entwicklungen aus den 1940er bis 1970er Jahren 
dar. Sie repräsentieren einen frühen Stand der Forschung an Versagenskriterien für Werk-
stoffe mit Anisotropien. Die Beschreibungen sind im Wesentlichen unter mathematischen 
Gesichtspunkten entwickelt worden, weshalb die resultierenden Bruchkörper zwar eine so-
lide mathematische Beschreibung besitzen, jedoch teilweise Formen annehmen, die mecha-
nisch nicht begründbar sind [47], [132]. Die Kriterien unterscheiden nicht zwischen verschie-
denen Versagensmodi, daher lassen sie auch keine Rückschüsse auf die Art des Versagens 
und dessen Auswirkung zu. Einen Überblick über die Eigenschaften der vorgestellten mak-
romechanischen Versagenskriterien gibt Tabelle 4-2. Die Verläufe der zugeordneten Bruch-
kurven in ausgewählten Ebenen des Spannungsraums sind in Abbildung 4-2 dargestellt. 
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Tabelle 4-2: Vergleich der makromechanischen Versagenskriterien 
 MAXIMALSPANNUNGS- 
und  
MAXIMALDEHNUNGS- 
HYPOTHESE 
HILL-Kriterium TSAI-WU-Kriterium 
Typ 
Interaktionslos 
keine Interaktion 
 zwischen den einzelnen 
Spannungskomponenten 
 und  
Interaktionsbehaftet 
Verbindung zwischen  
und  über Koeffizien-
ten  
Interaktionsbehaftet 
Verbindung zwischen  
und  über Koeffizien-
ten  
Art der Anisotropie Orthotropie Trikline Anisotropie Trikline Anisotropie 
Bruchkurvenform in 
der Ebene 
Rechteckig 
Oval,  
achsensymmetrisch 
Oval, nicht  
achsensymmetrisch 
Kontinuumsmecha-
nisch begründet Nein Nein Nein 
Unterscheidung zwi-
schen Druck und Zug 
Belastung 
Ja Nein Ja 
Bruchmoden Identifi-
kation Teilweise Nein Nein 
Benötigte  
UD-Kennwerte 
Zug-, Druck- und  
Schubfestigkeiten, resp. 
-dehnungen 
Zug- und Schubfestig-
keiten 
Zug-, Druck- und 
Schubfestigkeiten 
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4.3 MESOMECHANISCHE KRITERIEN 
Gemäß der von MISHNAEVSKY erstellten Größenklassifikation ist die Mesoskala der Bereich 
von 0,001 bis 1 mm [88, S. 13]. Für Faserverbunde ist dies der Größenbereich, auf dem der 
heterogene Werkstoffaufbau aus Faser und Matrix zum Tragen kommt. Somit können Ef-
fekte, die sich aus der Faserarchitektur, der Faser-Matrix-Haftung sowie etwaigen mesosko-
pischen Fehlstellen (z.B. Poren und Einschlüssen im Matrixmaterial) ergeben, beobachtet 
werden. Da diese maßgeblich das Verbundverhalten beeinflussen, setzen mesomechanische 
Versagenskriterien auf dieser Ebene an und beziehen beobachtbare Versagensphänomene 
mit ein. Dabei ist den vorgestellten mesomechanischen Versagenskriterien gemein, dass ver-
sucht wird, die Phänomenologie des Materialversagens auf der Mesoskala mathematisch zu 
beschreiben. Es muss jedoch davon ausgegangen werden, dass keines der vorgestellten Kri-
terien alle möglichen Einflussfaktoren und Bruchphänomene bei FKV erfassen und beschrei-
ben kann, vgl. [79, S. 965]. 
4.3.1 VERSAGENSKRITERIUM NACH HASHIN 
HASHIN legt die Grundlage für die Klasse der sog. physikalisch begründeten Versagenskri-
terien20, indem er zwischen vier verschiedenen Brucharten: Faserzug-/druckbruch sowie 
Matrixzug- und -druckbruch unterscheidet. Zur mathematischen Beschreibung nutzt HAS-
HIN „Invarianten“ 21 (  mit ) des Spannungstensors, wobei zu beachten ist, dass 
diese nur invariant bzgl. einer Drehung um die Faserrichtung (1-Richtung) sind.  
HASHIN argumentiert, dass die Herangehensweise von TSAI-WU zwar zu einer glatten 
Bruchkurve führt, diese allerdings nicht physikalisch begründet ist, da sie insbesondere eine 
in seinen Augen für das Versagen unzulässige Kopplung von faserparallelen und fasersenk-
rechten Zug- und Druckspannungen beinhaltet. [55, S. 330] 
Es ist zu beachten, dass HASHIN sich bei der Formulierung seines Kriteriums auf einen 
isolierten rein UD verstärkten Faserverbund bezieht. Bei der Anwendung des HASHIN-Kri-
teriums, vgl. (4.15)-(4.19), auf UD-Lagen in einem Mehrschichtverbund kann der Einfluss 
der benachbarten Lagen nicht berücksichtigt werden. 
HASHIN 
[55, S. 330] 
 
 
 bzw. 
 
 
 
(4.15) 
Faserzugbruch :    (4.16) 
Faserdruckbruch :   1 =  (4.17) 
                                                        
20  Der Begriff physikalisch begründete Versagenskriterien (physical based failure criteria) ist in der aktuellen 
Literatur weit gebräuchlich, auch wenn nach Ansicht des Autors eher von phänomenologisch begründeten 
Versagenskriterien gesprochen werden sollte. 
21  Die Invarianten nach HASHIN werden mit dem Superskript  gekennzeichnet 
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Matrix-Zugbruch   (4.18) 
Matrix-Druckbruch :  
(4.19) 
Gemäß HASHIN ist für einen Faserdruckbruch einzig die Normalspannung  verantwortlich, 
vgl. (4.17), während bei einem Faserzugbruch zusätzlich die Schubspannungen  und  
berücksichtigt werden müssen, (4.16). [55, S. 330] 
Im Zusammenhang mit Matrixbrüchen in der faserparallelen Ebene deutet HASHIN bereits 
in seinen Ausführungen an, dass diese Bruchebene um den Bruchwinkel  gegenüber der 1-
2- bzw. 2-3-Ebene gedreht sein kann. Dementsprechend wäre es vorteilhaft, ein Kriterium 
zu wählen, das sich in Anlehnung an die MOHRSCHE-Festigkeitshypothese auf die Spannun-
gen  in der Bruchebene bezieht, vgl. Abbildung 4-3. [55, S. 332].  
Da dies jedoch mit der Lösung eines Extremwertproblems verbunden ist, wird dieser Ansatz 
von HASHIN als zu kompliziert angesehen und zum Zeitpunkt der Vorstellung seines Krite-
riums nicht weiterverfolgt. Stattdessen nutzt HASHIN mit (4.19) für den Matrix-Druckbruch 
und (4.18) für den Matrix-Zugbruch, Formulierungen die vom Bruchwinkel unabhängig sind. 
 
Abbildung 4-3:  Bruchebenen nach HASHIN 
4.3.2 VERSAGENSKRITERIUM NACH PUCK
PUCK greift für Zwischenfaserbrüche die von HASHIN zurückgestellten Ansätze der Versa-
gensrelevanz der Spannungen in der Bruchebene wieder auf und erweitert diese [55, S. 331]. 
Ausgangspunkt für die Betrachtung ist die Unterscheidung zwischen Wirk- und Bruchebe-
nen, in Anlehnung an die Theorie von MOHR. Demnach führt unter einachsiger Druckbe-
lastung nicht die Druckspannung zum Versagen, sondern die um 45° gedrehte maximale 
Schubspannung (  vgl. Abbildung 4-4. Dabei stellt sich ein charakteristischer 
Bruchwinkel  ein, mit dem die Bruchebene gegenüber der Wirkebene verdreht ist.  
repräsentiert den Winkel, bei dem die in der Bruchebene wirkenden Spannungen ,  
und  den Bruch auslösen, vgl. Abbildung 4-4. Üblicherweise stellt sich bei einachsig be-
lasteten UD verstärkten Faserverbunden ein Bruchwinkel  von 30° bis 55° ein. 
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Abbildung 4-4: Versagen von Faserverbunden unter Druckbelastung  
Zur Herstellung eines Zusammenhangs zwischen den in der Bruchebene wirkenden Span-
nungen ,  und  und dem Bruchgeschehen führt PUCK den Begriff des „Bruchwi-
derstandes der Wirkebene“ ein:  
„Der Bruchwiderstand der Wirkebene ist derjenige Widerstand, den eine Schnittebene ihrem 
Bruch infolge einer einzelnen auf ihr wirkenden Spannung (  oder  oder ) entge-
gensetzt.“ [108, S. 117] 
Die Bruchwiderstände in der Wirkebene kennzeichnet er durch das Superskript A: , 
und . Dabei weist PUCK darauf hin, dass  und  gesetzt werden 
können22. Aufgrund der Herausforderungen, die mit der empirischen Ermittlung von  
einhergehen, empfiehlen PUCK die Nutzung von quer-Druckversuchen unter  Belastung, 
da diese zwangsläufig eine quer/quer-Schubbeanspruchung hervorrufen. Unter Berücksich-
tigung der inneren Reibung sollte als rechnerische Größe  herangezogen 
werden, vgl. [108, S. 119 ff].
Die in Abhängigkeit von  wirkenden Spannungen ,  und  werden gemäß (4.20) 
ermittelt.  
 
mit und  
(4.20) 
Ausgehend von diesen Überlegungen zum Zwischenfaserbruch unterscheidet PUCK letztlich 
zwischen drei Ausprägungsformen, die sie: Mode A, Mode B und Mode C nennen. An dieser 
Stelle sei auf seine ausführlichen Beschreibungen für den ebenen [108, S. 15ff] und räumli-
chen Spannungszustand [108, S. 115] verwiesen. Dabei wird die ZFB-Auslastung  durch 
Drehung von  im Raum von 0 bis 180° maximiert. Bildlich dargestellt sind die drei ZFB-
Modi für den ebenen Spannungszustand in Abbildung 4-5. 
                                                        
22  Unter der Voraussetzung das der 3. Satz seiner Bruchhypothese [108, S. 115] gilt, d.h. der Bruchwiderstand 
ist gegen  höher als gegen . 
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Abbildung 4-5: ZFB-Moden gemäß PUCK im -  Spannungsraum [109, S. 373f.] 
Die dargestellte Bruchkurve stellt den Schnitt des Bruchkörpers im - -Spannungsraum 
dar. Es ist ersichtlich, dass über das von PUCK eingeführte Steigungsmaß  der Verlauf 
der Bruchkurve sowohl im Druck- als auch im Zugbereich angepasst werden kann. In ana-
loger Weise führen sie das Steigungsmaß  ein. Da die empirische Ermittlung der Stei-
gungsmaße sehr aufwendig ist, wird auf Basis der bisherigen Datenlage empfohlen, für 
CF/EP-Verbunde Werte zwischen 0,25 und 0,30 für zu verwenden, wobei  
gesetzt wird. Für  und für  werden Werte von 0,35 resp. 0,3 empfohlen. [109, S. 376]  
PUCK 
[60, S. 
845 ff] 
Faserzugbruch :    (4.21) 
Faserdruckbruch : . (4.22) 
Zwischenfaserbruch:  
 
 
(4.23) 
für  
 
(4.24) 
;  
(4.25) 
mit =arctan  
 sowie . (4.26) 
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Für Faserbrüche empfiehlt PUCK ein dehnungsbasiertes Kriterium. Dabei führt er ergänzend 
den Spannungsüberhöhungsfaktor  ein, um transversale Spannungen berücksichtigen zu 
können. Dieser sollte für Kohlenstofffasern mit 1,1 angenommen werden. [108, S. 73 ff] 
PUCK hat das Kriterium seit der erstmaligen Vorstellung 1996 [108] weiterentwickelt, an 
dieser Stelle sei auf die entsprechend aktuellen Hintergründe in [110] verwiesen. 
4.3.3 VERSAGENSKRITERIUM NACH LANGLEY RESEARCH CENTER – 
LARC 05 
Neben PUCK gelten auch die Versagenskriterien des LANGLEY RESEARCH CENTER, auch 
bekannt unter den Abkürzungen LARC 02 bis 05 [31], [32], [105], [106], als vergleichsweise 
ausgereift. Hier wird detailliert die aktuelle Variante, das LARC 05, nach PINHO ET AL. 
betrachtet [105].  
Die LARC-Versagenskriterien wurden beständig weiterentwickelt, wobei bei der Weiterent-
wicklung hin zu Version LARC 05, insbesondere das Verhalten von FKV unter out-of-plane- 
sowie in-plane-Druckbelastungen im Vordergrund stand. Das Kriterium berücksichtigt zu-
dem nicht-lineare Effekte, die unter hydrostatischem Druck auftreten, vgl. [105, S. 2317 f.]. 
Zudem inkludieren PINHO ET AL. ein Kriterium zur Behandlung von Faserdruckbruch in 
axialer Richtung; hierbei unterscheiden sie die Versagensfälle Faser-Matrix-Spalten sowie 
Faser-Ausknicken. Da im Rahmen der betrachteten Aufgabenstellung eine Druckbelastung 
in Faserrichtung ausgeschlossen ist, wird hier für diese Belastung auf eine nähere Ausfüh-
rung verzichtet und auf die entsprechende Literaturstelle, vgl. [105, S. 2322 f.], verwiesen.  
Für den Faserzugbruch nutzen PINHO ET AL. eine vergleichsweise einfache Formulierung, 
die auf dem Maximalspannungskriterium beruht, vgl. (4.27). [107] 
Im Hinblick auf matrixdominiertes Versagen folgt das LaRC 05-Kriterium den Ausführun-
gen von PUCK. D.h., auch bei diesem Kriterium wird mittels der Lösung eines Extremwert-
problems die maximale Anstrengung in Abhängigkeit vom Winkel zwischen der Wirk- und 
der Bruchebene ermittelt. Im Gegensatz zu PUCK wird dieser Winkel nicht mit  sondern 
mit  bezeichnet, vgl. (4.20). Unter der Verwendung der gleichen Notation wie im PUCK-
Kriterium gibt PINHO ET AL. die Bruchbedingung für den Matrix-Bruch gemäß (4.28) an. 
Dabei nutzt er Föppl Klammern im abschließenden Term, um zwischen Matrixzug- und -
druckbruch zu unterscheiden. In (4.28) führt PINHO ET AL. zudem die Reibungsparameter 
 und  ein. Dabei ist  abhängig vom ermittelten Bruchwinkel , wohingegen  eine 
Materialkonstante ist, die für ausgewählte Materialien Tabelle 11-3 entnommen werden 
kann. 
LARC 05 
[105] 
Faserzugbruch: :  (4.27) 
Matrix-Bruch:  
 
 
(4.28) 
 (4.29) 
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Das LARC 05-Kriterium geht in seinen Betrachtungen von sog. In-Situ-Festigkeiten aus, 
gekennzeichnet über das Superskript . Dies sind die jeweiligen Festigkeiten innerhalb einer 
Schicht eines Faserverbunds. Hintergrund für diese Annahme sind bruchmechanische Über-
legungen. So ist nach PINHO ET AL. davon auszugehen, dass die Festigkeit jeder einzelnen 
Schicht des Verbunds von der jeweiligen Position im Verbund beeinflusst wird. Dabei wer-
den vier Lagenaufbautypen unterschieden: UD-Aufbauten, dicke Lagen innerhalb eines Ver-
bunds, dünne Lagen innerhalb eines Verbunds und Lagen an der Oberfläche eines Verbunds. 
Die entsprechenden Umrechnungen der Festigkeiten können [105, S. 2321] entnommen wer-
den.  
PINHO ET AL. gehen in ihrem Kriterium auch explizit auf Fehlerpropagation innerhalb von 
mehrschichtigen FKV ein, vgl. [105, S. 2324 ff]. Angesichts des hier zu untersuchenden UD-
Lagenaufbaus wird auf diese Darstellung verzichtet. 
4.3.4 VERSAGENSKRITERIUM NACH CUNTZE 
Das Versagenskriterium nach CUNTZE, nutzt wie bereits HASHIN, eine Formulierung mit 
Hilfe von Invarianten23. Die Invarianten des CUNTZE-Kriteriums werden im Rahmen dieser 
Arbeit mit dem Superskript  gekennzeichnet.  
CUNTZE verfolgt eine pragmatische Herangehensweise, sodass sein Versgagenkriterium auf 
fünf zu ermittelnden Festigkeiten  aufgebaut werden kann, vgl. Ta-
belle 4-1. [27, S. 1083], [29, S. 348], [30, S. 497] 
CUNTZE 
[30, S. 497] 
 
 
 
 
 
(4.30) 
Faserzugbruch – FF1:  
mit  
(4.31) 
Faserdruckbruch – FF2:  (4.32) 
Zwischenfaserzugbruch – IFF1:  (4.33) 
Zwischenfaserschubbruch – IFF2:  (4.34)  
Zwischenfaserdruckbruch – IFF3:  (4.35) 
mit  und  (4.36) 
                                                        
23  Invariant bzgl. einer Drehung des Koordinatensystems um die Faserrichtung. 
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Das Kriterium unterscheidet zwischen zwei Faserbruchmoden (FF) sowie drei Zwischenfa-
serbruchmoden (IFF). Dabei führt CUNTZE für jeden Modus die effektive Anstrengung 
 ein, siehe (4.31) bis (4.35). Versagen tritt im jeweiligen Modus für  
ein, für Werte <1 nicht. Analog zu PUCKS Steigungsparametern nutzt auch CUNTZE im 
Falle von Schub- bzw. Druck induziertem ZFB zusätzliche Curvefitting-Parameter und 
, vgl. (4.36). Diese können in mehraxialen Versuchen ermittelt werden, oder aber für CFK 
innerhalb der sicheren Grenzen von  und  angenommen 
werden. [30, S. 499] 
Das Versagenskriterium führt als einziges der im Rahmen dieser Arbeit betrachteten meso-
mechanischen Versagenskriterien die gemäß (4.31) bis (4.35) ermittelten Anstrengungen zu 
einem sog. Effektiven Reservefaktor  zusammen (4.37). Dabei nutzt CUNTZE den Aus-
rundungsfaktor , der entweder mittels „Curve fitting“ ermittelt oder in Anlehnung an [28, 
S. 35], [30, S. 500] zwischen 2 und 3,1 gewählt wird.  
CUNTZE 
[30, S. 500] 
 (4.37) 
4.3.5 VERSAGENSKRITERIUM NACH VOGLER  
VOGLER entwickelte ein Versagenskriterium, welches zentrale Aspekte von HASHIN, PUCK 
und CUNTZE aufgreift. Dabei betrachtet VOGLER insbesondere das transversalisotrope, 
nichtlineare, elasto-plastische Materialverhalten von Faserverbunden unter dreidimensiona-
ler Last [137, S. 50]. Den Ansätzen von HASHIN und CUNTZE folgend, schlägt die Gruppe 
um VOGLER die Nutzung eines quadratischen Invariantenkriteriums für den ZFB vor, hier 
gekennzeichnet durch das Superskript V [18, S. 104].  
VOGLER  
[18, S. 104] 
 
 
 
(4.38) 
Dabei unterscheidet das Kriterium zwischen zug- und druckinduzierten Faser- und Zwi-
schenfaserbrüchen. VOGLER betrachten intensiv das Versagensverhalten von Faserverbun-
den unter Faserdruckbelastung. So stellen sie einen Ansatz vor, um das Faserknicken mo-
dellieren zu können. Da dieses Verhalten für den gegebenen Belastungsfall von nachrangiger 
Bedeutung ist, wird für weitere Details auf die entsprechenden Textpassagen in [18, S. 94 
ff] verwiesen und in nachfolgender Übersicht auf die Darstellung des Teilaspekts verzichtet. 
Die Formulierungen nach VOGLER greifen auf die üblichen Materialparameter wie Festigkeit 
und Dehnung  sowie auf den biaxialen Materialparameter zurück. 
Die mit  bezeichneten Koeffizienten stellen den Bezug zu den ermittelten Verbundfestig-
keiten her. 
Da der biaxiale Materialparameter schwer zu bestimmen ist, empfehlen VOGLER die 
vereinfachte Nutzung von off-axis-Tests, die einen matrixdominierten Bruchmodus zeigen. 
Allerdings geht mit der Nutzung dieser Materialkennwerte eine Reduzierung der Vorhersa-
gegenauigkeit einher [18, S. 106]. 
 
4.3 – Mesomechanische Kriterien 
69 
VOGLER  
[18, S. 105] 
Faserzugbruch:  (4.39) 
Zug-Zwischenfaserbruch :  
 
(4.40) 
Druck-Zwischenfaserbruch : 
  
(4.41) 
    
(4.42)   
  
4.3.6 KRITISCHE WÜRDIGUNG DER MESOMECHANISCHEN 
VERSAGENSKRITERIEN 
Die vorgestellten Versagenskriterien nach HASHIN, PUCK, CUNTZE, LARC 05 und VOGLER 
stellen einen Auszug des aktuellen Stands der Forschung auf dem Feld der phänomenolo-
gisch begründeteren mesomechanischen Versagenskriterien dar. Die Arbeiten gelten derzeit 
als die zuverlässigsten Kriterien für die Auslegung von FKV. Um einen entsprechenden 
Vergleich bemühten sich insbesondere HINTON, KADDOUR und SODEN, welche im Rahmen 
des World-Wide Failure Exercise (WWFE II) [59] die Versagenskriterien erstmals unterei-
nander verglichen. Da die Versagenskriterien nach LARC 05 sowie VOGLER erst nach 2010 
veröffentlicht wurden, sind diese noch nicht Bestandteil des WWFE II.  
Tabelle 4-3 gibt einen vergleichenden Überblick über die vorgestellten Versagenskriterien. 
Es ist ersichtlich, dass HASHIN als Vorreiter bei der Einteilung der Versagensarten sowie 
der Formulierung mittels Invarianten zu sehen ist. Neuere Ansätze etwa nach PUCK, 
CUNTZE und LARC 05, verwenden HASHINs Ansätze konsequent weiter und variieren die 
betrachteten Versagensmodi. Von den dargestellten Versagenskriterien ist einzig das 
LARC 05-Kriterium in der Lage, bei Anwendung auf mehrschichtige Verbunde die Position 
der betrachteten Schicht innerhalb des Verbundes zu berücksichtigen.  
Der Vergleich zeigt zudem, dass bis auf VOGLER alle Autoren bei der Formulierung ihrer 
Kriterien klassische – in einachsigen Zug- und Druckversuchen ermittelte – Materialkenn-
werte verwenden. Für Parameter, die eigentlich in mehrachsigen Versuchen ermittelt wer-
den sollten, werden von den Autoren auf Erfahrung basierende Werte bzw. Wertebereiche 
empfohlen.  
Zudem kann festgestellt werden, dass nur CUNTZE mit Hilfe einer Interaktionsgleichung 
(4.37) die Anstrengungen in den einzelnen Versagensmodi zu einem Effektiven Reservefak-
tor  zusammenfasst.  
Eine Einschränkung, die für alle Versagenskriterien außer dem LARC 05 Kriterium gilt, ist 
die ausschließliche Betrachtung von einschichtigen UD-Verbunden. Etwaige mehrlagige 
Verbunde sowie textiltechnische Weiterverarbeitung der Verbunde und daraus resultierende 
Koppeleffekte werden von den anderen vorgestellten Versagenskriterien nicht abgedeckt. 
Dies stellt in Bezug auf die hier betrachtete Auslegung der Bandage von Elektromotoren 
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jedoch keine Einschränkung dar, da experimentell einzig einschichtige UD-Verbunde unter-
sucht werden. 
Tabelle 4-3:  Vergleich der mikromechanischen Versagenskriterien 
 HASHIN PUCK LARC 05 CUNTZE VOGLER 
Anzahl der unterschiede-
nen Versagensarten/-
modi 
4 4 4 5 4 
Beschreibung des  
Versagens auf: Schichtebene Schichtebene 
Schicht- und 
Verbund-
ebene 
Schichtebene Schichtebene 
Invarianten basiert  5 Invarianten 
 
Nein Nein 5 Invarianten 
 
3 Invarianten 
 
Extremalwertproblem für 
ZFB 
Nein Ja Ja Nein Nein 
Gesamtanstrengung pro 
Schicht Nein Nein Nein Ja Nein 
Versagenskriterium für 
Faserzugbruch 
Spannungs 
basiert 
Dehnungs 
basiert mit 
Spannungs-
überhö-
hungsfaktor 
Spannungs 
basiert 
Dehnungs 
basiert (Fa-
ser-dehnung) 
Dehnungs 
basiert 
Interaktion von Normal- 
spannung und 
Schubspannung bei  
Zwischenfaserdruckbruch 
Nein 
Ja 
  
Ja 
 
Ja 
 
Ja 
 
Beachtung der Position 
der Schicht im Verbund 
Nein Nein 
Ja 
 über Anpas-
sungsfakto-
ren 
Nein Nein 
Unterscheidung zwischen 
dicken und dünnen La-
minaten 
Nein Nein 
Ja 
 über Anpas-
sungsfakto-
ren 
Nein Nein 
Benötigte  
Materialkennwerte  
,
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5 AUSLEGUNG DES ROTORS 
Ausgehend von dem in Kapitel 3.3 vorgestellten finalen Klauenpolrotorkonzept und den in 
Kapitel 4 eingehend erläuterten Versagensmechanismen und -kriterien für FKV wird in 
diesem Kapitel die detaillierte Auslegung des Klauenpolrotors vorgestellt. Die Ergebnisse 
dienen als Grundlage für die spätere Fertigung der Prototypen sowie den Abgleich der 
Auslegungsergebnisse mit eigens an Testrotoren durchgeführten Schleudertests. 
Bei der Auslegung der Rotorbandage ist es notwendig, eine Reihe von Aspekten in die 
Überlegungen mit einzubeziehen. Daher werden im Rahmen dieses Kapitels zunächst gezielt 
die einzelnen Einflussparameter: 
• Bandagenaufbau, -form und -dicke sowie Klauengeometrie,  
• Kontakteigenschaften zwischen Bandage und Klauen, 
• externe magnetische Kräfte auf die Klauen, 
• Vorspannung innerhalb der Bandage aufgrund des Herstellungs- und Fügeprozes-
ses sowie der Rotortemperatur und 
• etwaige mehrlagige dünnwandige Lagenaufbauten 
getrennt voneinander untersucht. 
5.1 VORSTELLUNG DES BERECHNUNGSMODELLS 
Die Auslegung der Bandage erfolgt mittels der FEM-Software ANSYS WORKBENCH 18.1 
im Zusammenspiel mit der CAD Software SOLIDWORKS 2016. Aus Effizienzgründen wird 
auf die Untersuchung des Vollmodells verzichtet. Vielmehr wird, wie bereits in Kapitel 3.2.2 
dargestellt, ein repräsentatives 1/32-Symmetriemodell genutzt, vgl. Abbildung 3-17. Dieses 
Vorgehen erlaubt es, die Berechnungszeit signifikant zu verkürzen. 
Ein Aspekt, der vom Berechnungsmodell berücksichtigt wird, ist die Bandagenform, die sich 
durch den Fertigungsprozess einstellt. So wird üblicherweise bei der Auslegung von Banda-
gen davon ausgegangen, dass diese eine kreisrunde Form aufweisen. Diese Annahme gilt 
jedoch nur für Bandagen die während der Fertigung eine nahezu geschlossene Oberfläche 
umschließen. Aufgrund der in Umfangsrichtung inhomogenen Gestaltung der Klauenpolro-
tor-Oberfläche ist diese Annahme nicht zwangsläufig zutreffend. Vielmehr muss davon aus-
gegangen werden, dass bei einem direkten Wickelprozess auf die Rotoroberfläche keine ideal 
kreisförmige Bandage entsteht. So legt sich die Bandage im Bereich der Klauen zwar ent-
sprechend einer Kreissegmentoberfläche ab, im Bereich des Luftspalts (zwischen den 
Klauen) weist die Bandage hingegen einen geradlinigen Verlauf auf. Dementsprechend wird 
hier von einer polygonalen Bandage ausgegangen, vgl. Abbildung 5-1.  
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Abbildung 5-1: Vergleich polygonale (l inks) und kreisrunde (rechts) Bandagenform  
5.1.1 VERSAGENSKRITERIEN 
Die Auswertung der Versagenskriterien erfolgt mittels ANSYS Workbench 18.1. Hierfür 
wurde ein APDL-Skript erarbeitet, welches jeweils die Anstrengung innerhalb der Bandage 
mittels: 
• MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE, • PUCK-Kriterium, 
• MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE, • LARC 05-Kriterium, 
• HILL-Kriterium, • CUNTZE-Kriterium und 
• TSAI-WU-Kriterium, • VOGLER-Kriterium 
• HASHIN-Kriterium,  
berechnet. Ferner werden über die CAD-Schnittstelle von ANSYS Workbench und So-
lidWorks zielgerichtete Parameterstudien durchgeführt. 
5.1.2 MATERIALKENNWERTE 
Als Materialkennwerte für die CFK-Bandage werden die für TORAYCA T800SC mit ARAL-
DITE LY 556 und XB 3473 ermittelten Kennwerte genutzt, vgl. Kapitel 2.6.5. Für die SMC-
Klauen werden die Materialkennwerte von SOMALOY 700HR 3P verwendet, vgl. Kapitel 
2.4.3. In einigen der untersuchten Fälle wird zusätzlich eine GFK-Schicht berücksichtigt, 
die Kennwerte für diese können Tabelle 11-5 entnommen werden. 
5.1.3 VERNETZUNG UND ELEMENTTYPEN 
Die Vernetzung des Modells erfolgte mittels des in ANSYS WORKBENCH integrierten Ver-
netzers. Innerhalb der Bandage kommen ausschließlich Quaderelemente mit quadratischem 
Ansatz (SOLID186-Elemente) zum Einsatz. Mit diesem Elementtyp können anisotropes 
Materialverhalten, Plastizität, Hyperplastizität, Versteifungen, Kriechen sowie große Deh-
nungen und Durchbiegungen berücksichtigt werden [4]. 
Die Klauen sind in einen bandagennahen und bandagenfernen Bereich unterteilt, siehe Ab-
bildung 5-2. Der bandagennahe Bereich wird mittels Quaderelementen mit quadratischem 
Ansatz vernetzt, wobei sichergestellt ist, dass im Kontaktbereich eine kongruente Vernet-
zung vorliegt. Dadurch ist es möglich, die Knoten im Kontaktbereich direkt miteinander zu 
koppeln. Für den bandagenfernen Bereich der Klauen werden Tetraederelemente mit quad-
ratischem Ansatz genutzt.  
Die entsprechenden Konvergenzuntersuchungen an E- und S-Klauen zeigen, dass es not-
wendig ist, über die Bandagendicke 0,08 mm dicke Elemente zu verwenden. In 
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Umfangsrichtung erfolgt eine gestaffelte Unterteilung in den Bereich direkt unter der Klaue 
und den freien Raum neben der Klaue. Unterhalb der Klaue wurde die Bandage in 30 
Elemente mit einer Wachstumsrate (engl. aspect ratio) von 1,15 zum rechten Klauenrand 
definiert. Der sich anschließende freie Raum wurde in 20 Elemente unterteilt, mit einer 
Wachstumsrate von 1,2 in Klauenrichtung. Die Bandage wurde ferner in axialer Richtung 
in 50 Elemente unterteilt. Das entstehende FE-Modell besteht somit aus 31.800 Elementen 
und 139.089 Knoten für die Bandage sowie 38.629 Elementen und 100.508 Knoten für die 
Klaue. 
  
Abbildung 5-2: Vernetztes 1/32-Symmetriemodell der kreisrunden Bandage in isometrischer 
Ansicht (l inks), Vergleich der kreisrunden und der polygonalen Bandage in 
der X-Y-Ebene (rechts) 
5.1.4 KONTAKT-DEFINITION 
Die in ANSYS WORKBENCH definierten Kontakteinstellungen sind in untenstehender Ta-
belle zusammengefasst. Zwischen Bandage und Klaue wurde ein reibungsbehafteter Kontakt 
definiert, wobei der Einfluss des Haftreibungswerts in weiterführenden Untersuchungen 
überprüft wird. Toleranzwert und Pinball Bereich sind Software spezifische Einstellungen, 
um die Kontaktfindung bei Definition von Übermaßen zu erleichtern. Ein Kontaktsteifig-
keitsfaktor von 0,1 ermöglicht im hier vorliegenden Beispiel das robuste erreichen der Kon-
vergenz. 
Tabelle 5-1: Kontaktdefinitionen des 1/32-Symmetrie-Modells 
Kontaktkörper: Klaue  Zielkörper: Bandage 
Typ: reibungsbehafteter Kontakt  Toleranzwert: 0,15 mm 
Algorithmus: Augmented Lagrange   Reibungskoeffizient: 0,2 – 0,36 
Verhalten: Asymmetrisch  Pinball Bereich: 0,15 mm 
Kontaktsteifigkeit  
aktualisieren: 
Jede Iteration  Kontaktsteifigkeits-
faktor: 
0,1 
Kontaktbehand-
lung: Ohne  
Vorspannung 
Auf Berührung  
anpassen 
 Kontaktbehandlung: 
Vorspannung 
Definierter radialer 
Versatz 
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5.1.5 LAGERUNG  
Der Lagerung des Modells kommt vor dem Hintergrund des 1/32-Symmetriemodells sowie 
der Unterscheidung zwischen E- und S-Klauen eine gehobene Bedeutung zu. Für die Ban-
dage wurden umlaufend Symmetrierandbedingungen definiert, siehe Abbildung 5-3.  
Für die S-Klaue wird die X-Y-Ebene als Symmetrieebene angesehen, entsprechende Rand-
bedingungen werden definiert. Für die E-Klaue werden in dieser Ebene die Randbedingen 
derart definiert, dass eine Verschiebung in positive z-Richtung behindert wird, während eine 
Verschiebung in negative z-Richtung möglich ist24. Zur Berücksichtigung der Symmetrie in 
Umfangsrichtung wurden ebenfalls entsprechende Symmetrierandbedingungen definiert, vgl. 
Abbildung 5-3. 
 
Abbildung 5-3: Lagerungsdefinition der Klauen und der Bandage  
5.2 PRINZIPIELLES SPANNUNGS-VERFORMUNGS-VERHALTEN  
Im Folgenden werden exemplarisch ausgewählte Ergebnisse für das Spannungs-Verfor-
mungs-Verhalten einer umfangsgewickelten CFK-Rotorbandage dargestellt. Dabei werden 
je zwei unterschiedliche Modellierungsansätze für die Bandagenform (polygonal bzw. kreis-
förmig) sowie für die E- und S-Klauen berücksichtigt. Bei der Darstellung der Ergebnisse 
konzentriert sich dieser Abschnitt auf diejenigen Spannungen, die aufgrund ihrer Höhe we-
sentlichen Einfluss auf das Versgagen haben. Ein qualitativ ähnliches Verhalten wird auch 
bei Variation von z.B.: Bandagendicke, Bandagenwerkstoff, Reibungsparametern, Magnet-
kräften und Bandagenaufbau beobachtet. Auf eine ausführliche Darstellung aller Ergebnisse 
wird jedoch verzichtet. Vielmehr werden Detailanalysen für die o.g. Einflussfaktoren in Ab-
schnitt 5.3 bis 5.7 vorgestellt. 
5.2.1 EINFLUSS DER ROTATIONSGESCHWINDIGKEIT AUF DIE VERFORMUNG 
Bei Betrachtung der maximalen radialen Verformung in Abhängigkeit von der Drehzahl 
zeigt sich über alle vier Kombinationen aus Bandagenform und Klauentyp eine Zunahme 
der radialen Verformung mit dem Quadrat der Rotationsgeschwindigkeit, siehe Abbildung 
5-4. Die Unterschiede aus Modellierung und Klauenform in Bezug auf die radiale Verfor-
mung liegen bis zur hier relevanten Drehzahl von 12.000 1/min innerhalb eines Intervalls 
mit einer Breite von unter zwei hundertstel Millimetern. 
                                                        
24  Ein sog. „starres Auflager“ gemäß ANSYS 
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Abbildung 5-4: Entwicklung der radialen Verformung der Bandage über der Drehzahl; bei 
einer Bandagendicke von 0,8 mm und einem µ von 0,36 
Die Erweiterung der Betrachtung auf das gesamten Verformungsfeld der Bandage zeigt eine 
deutliche Abhängigkeit der Ergebnisse von der Klauenform (E-Klaue resp. S-Klaue), siehe 
Abbildung 5-5. Dabei ist zu beobachten, dass der qualitative Verformungsverlauf weitge-
hend unabhängig von der Bandagenmodellierung ist. Insbesondere bei S-Klauen weist der 
Gradient der Verformung einen flacheren Verlauf als bei E-Klauen auf.  
 
Abbildung 5-5: Vergleich der Verformung polygonaler und kreisrunder Bandagen mit E- 
und S-Klauen bei 12.000 1/min, einer Bandagendicke von 0,8 mm und ei-
nem µ von 0,36 
5.2.2 EINFLUSS DER ROTATIONSGESCHWINDIGKEIT AUF DIE SPANNUNGEN 
Ein vergleichbares Verhalten ist bei allen Spannungskomponenten zu beobachten. So weisen 
die Verläufe der Kräfte in Druck- und Zugrichtung, quadratisches Verhalten in Bezug zur 
Rotationsgeschwindigkeit auf, vgl. Abbildung 5-6. In Bezug auf die maximalen tangentialen, 
radialen und axialen Spannungen sticht das Modell der E-Klaue mit polygonaler Bandage 
hervor, da hier jeweils der höchste Spannungswert auftritt. Im Vergleich dazu weist über 
alle Modellierungsansätze hinweg die S-Klaue mit kreisrunder Bandagenform die geringsten 
maximalen Spannungen auf.  
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Abbildung 5-6: Entwicklung der Umfangsspannung und der axialen Spannung innerhalb 
der Bandage über die Drehzahl bei einer Bandagendicke von 0,8 mm und 
einem µ von 0,36 
Die Betrachtung der Spannungskomponenten in der Bandage belegt die bereits in Kapitel 
3.2.3 festgestellten Besonderheiten. So treten in den Bereichen der Klauenkanten hohe lokale 
Spannungen mit steilen Spannungsgradienten in Umfangs- und Dickenrichtung auf, vgl. 
Abbildung 5-7 und Abbildung 5-8. Der Vergleich der Spannungen über alle Komponenten 
hinweg zeigt, dass die Art der Bandage maßgeblichen Einfluss auf die Verteilung der Span-
nungen innerhalb der Bandage hat. Besonders deutlich wird dies beim Vergleich der Aus-
prägung der Umfangsspannungen, siehe Abbildung 5-7 und Abbildung 5-8.  
Abbildung 5-7: Vergleich der Umfangsspannung einer polygonalen (l inks) und einer kreis-
runden (rechts) Bandage mit E-Klauen bei 12.000 1/min, einer Bandagen-
dicke von 0,8 mm und einem µ von 0,36 
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Abbildung 5-8: Vergleich der Umfangsspannung einer polygonalen (l inks) und einer kreis-
runden (rechts) Bandage mit S-Klauen bei 12.000 1/min, einer Bandagen-
dicke von 0,8 mm und einem µ von 0,36 
Auffälligster Unterschied ist die Lage der Maxima und Minima. So liegen diese bei den 
Modellen mit polygonaler Bandagenform in unmittelbarer Nähe zur Klauenkante, während 
das Maximum bei Modellen mit kreisrunder Bandagenform fern von dieser liegt. Dabei ist 
die maximal auftretende Spannung bei der polygonalen Bandage immer größer als bei der 
kreisrunden Bandage, vgl. Abbildung 5-6. Dies lässt erwarten, dass in den Modellen mit 
polygonaler Bandagenform zumeist eine höhere Auslastung der Bandage errechnet wird. 
Ferner zeigen die Modelle mit kreisrunder Bandage das Charakteristikum, dass die höchsten 
Belastung entlang der Umfangsrichtung sowohl am Bandageninnen- als auch -außendurch-
messer verlaufen, wohingegen bei der polygonale Bandagenform das Maximum der Um-
fangsspannung im Kontaktbereich der Bandage mit der Klauenkante auftritt, vgl. Abbil-
dung 5-9. 
 
Abbildung 5-9: Vergleich der Umfangsspannung einer polygonalen (l inks) und einer kreisrun-
den (rechts) Bandage mit E-Klauen bei 12.000 1/min, einer Bandagendicke 
von 0,8 mm und einem µ von 0,36  
Die Betrachtung der Belastung in Dickenrichtung zeigt einen Spannungsverlauf, der einer 
HERTZSCHEN Pressung ähnelt, siehe Abbildung 5-10. Dabei ist festzuhalten, dass die lokal 
auftretenden maximalen Druckspannungen für die kreisrunde Bandage nahezu Faktor 2 
über denen der polygonalen Bandage liegen. 
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Abbildung 5-10: Radiale Spannung einer kreisrunden Bandage mit E-Klauen bei 12.000 1/min, 
einer Bandagendicke von 0,8 mm und einem µ von 0,36 
5.3 UNTERSUCHUNG DER BANDAGENDICKE 
Da die Bandagendicke maßgeblichen Einfluss auf die erreichbare Rotordrehzahl hat, wird 
im Rahmen dieses Unterkapitels untersucht, welche Bandagendicke notwendig ist, um den 
Belastungen bei maximaler Drehzahl sicher standzuhalten. Hierfür wurden sechs unter-
schiedliche Bandagendicken bei den vier zu betrachteten Modellen (zwei Klauenformen, 
zwei Modellierungsvarianten der Bandage), bei jeweils reiner UD-Wicklung betrachtet. Für 
den Kontakt wurde ein Reibwert von µ = 0,36 angenommen. Bis zu einer Rotordrehzahl 
von 12.000 1/min (Schleuderdrehzahl gemäß Tabelle 2-2) darf kein Versagen auftreten. 
In Abbildung 5-11 ist die maximale Auslastung nach PUCK bzgl. Faser- und Zwischenfaser-
bruch bei Variation der Bandagendicke dargestellt. Es ist ersichtlich, dass bei einer Banda-
gendicke von mehr als 0,7 mm weder mit Faser- noch mit Zwischenfaserbruch zu rechnen 
ist. 
Eine Gegenüberstellung der Graphen in Abbildung 5-11 zeigt, dass die Kurven für gleiche 
Modellierungsansätze (kreisförmige resp. polygonale Bandagenform) nahezu parallel verlau-
fen. Dabei liegen die maximalen Werte für die E-Klaue jeweils oberhalb derer für die S-
Klaue. Entsprechend der dargestellten Ergebnisse sollte eine Bandagendicke von 0,7 bis 
0,8 mm angestrebt werden. 
 
 
Abbildung 5-11: Vergleich der Entwicklung der Auslastung gemäß PUCK über die Banda-
gendicke sowie die vier Modellierungsansätze bei 12.000 1/min und  
µ von 0,36 
Abbildung 5-12 und Abbildung 5-13 stellen die maximalen Faserzug- und Gesamtauslas-
tungen gemäß den einzelnen betrachteten Versagenskriterien bei einer Bandagendicke von 
5.3 – Untersuchung der Bandagendicke 
79
0,8 mm gegenüber. Bei einer Betrachtung der maximalen Faserzugauslastung zeigt sich, 
dass bis auf das HASHIN-Kriterium vergleichbare Auslastungen berechnet werden. Mit dem 
HASHIN-Kriterium werden 2- bis 5-fache höhere maximale Faserzugauslastungen berechnet. 
Dies liegt darin begründet, dass HASHIN in Faserrichtung nicht nur die reine Zugbelastung 
 berücksichtigt, sondern zusätzlich die in 1-2- und 1-3-Richtung wirkenden Schubbelas-
tungen mit einbezieht, vgl. (4.15) und (4.16). Im vorliegenden Anwendungsfall führt diese 
Annahme trotz vergleichsweise geringem  von 840 MPa sowie  von 76 MPa und  
von 25 MPa zu einer im Vergleich zu den anderen Modellen sehr hohen Auslastung in 
Faserrichtung sowie großen Unterschieden zwischen den Kriterien. Alle anderen Modelle 
weisen im Mittel eine Faserzugauslastung von 32,6 % auf. Die Auslastungen der spannungs-
basierten Kriterien liegen dabei um ca. 1 Prozentpunkt niedriger als die der dehnungsba-
sierten Ansätze. 
 
 
Abbildung 5-12: Vergleich der maximalen Faserzugauslastungen bei einer Bandagendicke 
von 0,8 mm bei 12.000 1/min und µ von 0,3625 
Eine Gegenüberstellung der maximalen Anstrengung unter Berücksichtigung von Faser- 
und Zwischenfaserbruch zeigt signifikante Unterschiede zwischen den Versagenskriterien 
und innerhalb dieser zwischen den Simulationsmodellen, siehe Abbildung 5-13. Dabei treten 
insbesondere bei den Modellen mit E-Klauen und kreisrunder Bandage große Differenzen 
zwischen den maximalen Anstrengungswerten auf. So weisen die Kriterien nach PUCK, VOG-
LER und TSAI-WU vergleichsweise geringe Abweichungen der Gesamtauslastung auf, welche 
zwischen 1 Prozentpunkt und 9 Prozentpunkten schwanken. Hingegen weisen die Gesamt-
auslastungen nach CUNTZE, LARC 05, HASHIN, HILL und der MAXIMALSPANNUNGSHYPO-
THESE eine sehr starke Abhängigkeit von der Bandagenform insbesondere bei der kreisrun-
den Bandagenform auf. Dies ist auf eine relativ starke Gewichtung der Schubspannungen26 
und  zurückzuführen. Es werden Auslastungen von teils über 211 % errechnet, welche 
                                                        
25  Im Folgenden wird zur Differenzierung zwischen Faserzugauslastung und Gesamtauslastung in den Abbil-
dungen verkürzend die Bezeichnung „Spannung 11“ resp. „Spannung“ für die MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE 
sowie „Dehnung 11“ resp. sowie „Dehnung“ für die MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE verwendet.  
26  Bezogen auf das Materialkoordinatensystem 
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ein eindeutiges Indiz für das Auftreten von Zwischenfaserbrüchen sind. Es scheint folglich 
ratsam, während der experimentellen Untersuchung besonderes Augenmerk auf auftretende 
Zwischenfaserbrüche zu legen. Eine Sonderstellung nimmt die MAXIMALDEHNUNGSHYPO-
THESE ein, welche als einzige eine Auslastung von deutlich unter 60 % angibt. 
Bei Betrachtung der Modelle mit S-Klauen zeigt sich ein anderes Bild. Da bei dieser Bau-
form die auftretenden Schubspannungen meist geringer sind, sind auch die Gesamtauslas-
tungen nach CUNTZE, LARC 05, HASHIN, HILL und der MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE 
kleiner, vgl. Abbildung 5-13. Für CUNTZE gar um einen Faktor von 5,5. Der Vergleich der 
maximalen Anstrengung für S-Klauen zeigt, dass die Modelle nach PUCK, VOGLER, TSAI-
WU, HILL und die MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE Auslastungen in vergleichbarer Höhe 
liefern. Während die Modelle nach CUNTZE, LARC 05 und der MAXIMALDEHNUNGSHYPO-
THESE zwar untereinander vergleichbare Ergebnisse liefern, jedoch deutlich unterhalb derer 
der ersten Gruppe liegen. Das Kriterium nach HASHIN hingegen zeigt sowohl qualitativ als 
auch quantitativ ein völlig anderes Verhalten. 
 
 
Abbildung 5-13: Vergleich der maximalen Gesamtauslastung bei einer Bandagendicke von 
0,8 mm bei 12.000 1/min 
Mittels des Nearest-Neighbor-Verfahren [40, S. 206 ff] ist es möglich, die bisherigen Ergeb-
nisse grafisch zu veranschaulichen und etwaige Cluster zu bilden. Exemplarisch ist dies für 
die E-Klaue mit polygonaler Bandage in Abbildung 5-14 dargestellt. Es ist ersichtlich, dass 
nur ein großes Cluster gebildet werden kann, welches die Versagenskriterien nach PUCK, 
CUNTZE, LARC05, VOGLER und der MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE beinhaltet, alle ande-
ren Versagenskriterien sind bei gewählter Modellierung ohne direkten Partner. Dieses Clus-
ter kann auch bei den Modellen mit S-Klauen bestimmt werden. Einzig für die Modellierung 
E-Klauen mit kreisrunder Bandage reduziert sich die Anzahl der benachbarten Kriterien 
weiter auf die beiden Versagenskriterien nach PUCK und VOGLER, vgl. Abbildung 11-4.  
Diese Art der Betrachtung der Versagenskriterien sollte auch in weiterführenden numeri-
schen und empirischen Untersuchungen verfolgt werden, da es in Konsequenz möglich sein 
könnte, pro Cluster jeweils das Verfahren auszuwählen, das den geringsten Anwendungs-
aufwand beinhaltet, ohne dabei die Qualität der Ergebnisse wesentlich zu beeinträchtigen. 
Diese Untersuchungen sind jedoch nicht Bestandteil der vorliegenden Arbeit.
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Abbildung 5-14: Vergleich der ermittelten Auslastungen für E-Klauen mit polygonaler Ban-
dage bei 12.000 1/min, Bandagendicke 0,8 mm und µ von 0,36 
5.4 EINFLUSS DER HAFTREIBUNG 
Üblicherweise wird bei CF/EP-Verbunden gegenüber Stahl von einer Haftreibung von 0,24 
– 0,36 ausgegangen, wobei bei Faserverbunden – aufgrund der relativ weichen Matrix – der 
Haftreibungskoeffizient stark von der gewählten Vorspannung abhängig ist, vergleiche [57, 
S. 4], [124, S. 778]. Zur Untersuchung des Einflusses der Haftreibung wurde eine Parame-
terstudie für μ von 0,15 bis 0,4 durchgeführt. Als Bandagendicke wurden 0,8 mm, als Un-
tersuchungsdrehzahl 12.000 1/min angenommen; die UD-Bandage liegt vorspannungsfrei 
auf den Klauen auf. Ausgewertet wurden wieder die Faserzugauslastung sowie die maximale 
Anstrengung gemäß der neun betrachteten Kriterien.  
Der qualitative Verlauf der Kurven für Faserzug- sowie Zwischenfaserauslastung gleicht sich 
für alle betrachteten Versagensmodelle, daher werden im Folgenden exemplarisch die Er-
gebnisse für die Versagenskriterien nach PUCK und LARC 05 aufgeführt. 
 
 
Abbildung 5-15: Vergleich der Entwicklung der Faserzugauslastung über der Haftreibung 
sowie der Form der Bandage bei 12.000 1/min 
Die Ergebnisse der Faserzugauslastung zeigen, dass die Variation des Haftreibungskoeffi-
zienten einen vergleichsweise geringen Effekt hat, siehe Abbildung 5-15. Wobei zu beobach-
ten ist, dass im Falle des PUCK-Kriteriums die Kurven ungefähr 2 Prozentpunkte höher 
liegen als beim LARC 05-Kriterium. Ferner ist ersichtlich, dass im Falle der E-Klaue bei 
polygonaler Bandagenmodellierung nach einem anfänglichen Abfall der Auslastung diese ab 
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einem Wert von µ 0,25 wieder ansteigt, während im Falle der S-Klaue ein durchweg mo-
notoner Anstieg der Auslastung zu beobachten ist. 
 
 
Abbildung 5-16: Vergleich der Entwicklung der Gesamtauslastung über der Haftreibung so-
wie der Form der Bandage bei 12.000 1/min 
Bei Betrachtung der Zwischenfaserbruchauslastung ergibt sich ein anderes Bild. Die Ab-
stände der Kurven zwischen den betrachteten Versagenskriterien sind signifikant größer als 
bei der Faserzugauslastung, siehe Abbildung 5-16, wobei festgehalten werden kann, dass der 
Wertebereich der ZFB-Auslastung nach PUCK im direkten Vergleich mit dem LARC 05-
Kriterium geringer ausfällt. Eine detaillierte Betrachtung der Spannungskomponenten zeigt, 
dass dieses Verhalten an der unterschiedlichen Gewichtung der  Spannung liegt. Das 
LARC 05-Kriterium reagiert deutlich empfindlicher auf Änderungen der Spannungskombi-
nation von ,  und  als das PUCK-Modell. 
Aufgrund der Art der Belastung der Rotorbandage ist für die folgenden Berechnungen da-
von auszugehen, dass der Haftreibungskoeffizient mit steigender Drehzahl das in der Lite-
ratur beschriebene Maximum von 0,36 annimmt. Folglich wird im Rahmen der weiteren 
Untersuchungen dieser Wert benutzt.  
5.5 EINFLUSS DER MAGNETISCHEN UND ROTATORISCHEN KRÄFTE 
In den bisherigen Betrachtungen wurden die Magnetkräfte, die auf die Klauen wirken, nicht 
berücksichtigt. Die Magnetkräfte treten periodisch auf und sind von der jeweiligen Rotor-
position abhängig. Für den hier vorliegenden Rotor wurde eine maximale magnetisch indu-
zierte Zugkraft in radialer Richtung von 560 N und in tangentialer Richtung von 280 N 
durch die Berechnungen des Projektpartners Siemens vorgegeben. Dabei wird davon ausge-
gangen, dass die Kraftdichteverteilung über die Klaue konstant ist.  
Ein Vergleich der Simulationsergebnisse bei einer Bandagendicke von 0,8 mm, einer Dreh-
zahl von 12.000 1/min und einem Haftreibungskoeffizienten von 0,36 zeigt, dass bei allen 
betrachteten Modellen die Überlagerung der Magnetkräfte zu einem signifikanten Anstieg 
der Auslastung führt. So steigt die mittlere Faserzugauslastung in allen Fällen um 21 % 
und die Gesamtauslastung um 25 % an, siehe Abbildung 5-17 und Abbildung 5-18. In den 
Abbildungen sind vergleichend die Auslastungen sowohl mit als auch ohne magnetische 
Klauenkräfte dargestellt.  
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Abbildung 5-17: Vergleich der Faserzug-Auslastung mit und ohne Magnetkräfte bei einer 
Bandagendicke von 0,8 mm, 12.000 1/min und µ von 0,36 
 
 
Abbildung 5-18:  Vergleich der Maximalen Anstrengung mit und ohne Magnetkräfte bei ei-
ner Bandagendicke von 0,8 mm, 12.000 1/min und µ von 0,36 
Die Ergebnisse zeigen, dass die Magnetkräfte einen signifikanten Einfluss auf die Berech-
nungsergebnisse haben und somit in der Auslegung berücksichtigt werden müssen. Wie 
bereits in den vorherigen Kapiteln festgestellt, treten bei der Kombination E-Klaue mit 
kreisrunder Bandage die höchsten Gesamtauslastungen auf. Dabei wird nach den Kriterien: 
CUNTZE, LARC 05, HASHIN, HILL und dem MAXIMALSPANNUNGSKRITERIUM eine Auslas-
tung ermittelt, die auf eine signifikante Überbelastung der Bandage hindeutet. Die Gesamt-
auslastungen nach PUCK, VOGLER und TSAI-WU steigen durch die Überlagerung der Mag-
netkräfte ebenfalls moderat an und weisen erstmals Gesamtauslastungen von über 100 % 
auf. 
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Im Ergebnis der Untersuchungen wird empfohlen, die experimentellen Belastungstests – 
sofern möglich – mit Magnetkraftüberlagerung durchzuführen, da die häufig genutzte Me-
thode der Berstdrehzahlbestimmung in Rotorprüfständen die auftretenden Magnetkräften 
nicht berücksichtigen kann. 
Ferner ist langfristig das Phänomen der hochfrequenten elektromagnetischen Kraftanregung 
der Klauen resp. Oberflächenmagnete auf die Bandage zu untersuchen. Für derartige Very-
High-Cylce-Fatique Phänomene liegen bisher nur wenige empirische Materialkennwerte vor, 
die darauf hindeuten, dass die Very-High-Cylce-Fatique-Zeitfestigkeit von UD-Verbunden 
stark vom gewählten Matrixmaterial abhängig sind [52, S. 471], [85], [91, S. 146]. Daher 
wird vorerst empfohlen, einen zusätzlichen Sicherheitsfaktor auf die ermittelten Zeitfestig-
keiten anzuwenden. 
5.6 EINFLUSS DER VORSPANNUNG SOWIE DER ROTORTEMPERATUR  
Die Vorspannung innerhalb der Bandage kann maßgeblichen Einfluss auf die erzielbare 
Berstdrehzahl haben, daher ist es notwendig, diese eingehend zu betrachten. Die Vorspan-
nung hängt im Wesentlichen von der Art der Bandagenherstellung und -applikation sowie 
den Fertigungstoleranzen ab.  
Zusätzlich beeinflusst die Rotortemperatur und der sich mit dieser einstellende Verzerrungs-
zustand des Rotors die in der Bandage auftretende Spannungsverteilung. Für den vorlie-
genden Anwendungsfall wurden drei zu betrachtende Rotortemperaturen definiert: -20, 22 
und 80 °C.  
Ferner werden durch einen direkten Wickelprozess Vorspannungen in die Bandage einge-
prägt. Diese werden entsprechend dem Modell nach HUBER [66] berechnet. Dieses Modell 
ermittelt den Spannungszustand innerhalb der Bandage infolge der aufgebrachten Wickel-
zugkraft, der Nachgiebigkeit des Wickelkerns sowie der Anzahl der aufgebrachten Windun-
gen. Mittels des HUBER-Modells wird der Verlauf der Tangential- und Radialspannungen 
über der Dicke des UD-Laminats ermittelt. Für die Berechnungen wird davon ausgegangen, 
dass bei Raumtemperatur (22 °C) 10 Lagen UD-CF mit einer Fadenspannung von 11 N 
abgelegt werden, dies entspricht der Wickelzugkraft des am ILK installierten Spulenbaums. 
Die Dicke des CF-Rovings beträgt ca. 0,1 mm und die Ablagebreite ca. 4 mm. Da bei der 
Direktablage der Fasern üblicherweise die Matrix noch nicht ausgehärtet ist, werden die 
Steifigkeitskennwerte der TORAYCA T800SC Faser gemäß Tabelle 2-10 genutzt. Als Steifig-
keit für den Wickelkern wurde der E-Modul der SMC-Klauen, vgl. Abbildung 2-14, ange-
nommen.  
Dem Modell nach HUBER folgend, kann davon ausgegangen werden, dass eine tangentiale 
Vorspannung von ca. 27 MPa und eine radiale Druckspannung von bis zu -0,35 MPa auf-
tritt, siehe Abbildung 5-19. 
Die Betrachtung des Einflusses der Temperatur ist vor dem Hintergrund unterschiedlicher 
Wärmeausdehnungskoeffizienten der im Rotor eingesetzten Werkstoffe von gehobener Be-
deutung. Zur Analyse der Wärmeausdehnung wurde das Modell gemäß Abbildung 5-20 
genutzt. Die Wärmeausdehnungskoeffizienten der metallischen Komponenten sind nahezu 
identisch, wohingegen sich die CFK-UD-Bandage mit  = -0,4 x 10-6 signifikant unterschei-
det. 
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Abbildung 5-19: Radiale und tangentiale Spannung aufgrund der Wickelvorspannung nach 
HUBER 
Zur Abschätzung des Temperatureinflusses wurden die radialen Wärmeausdehnungen der 
Komponenten getrennt voneinander betrachtet. Die Ergebnisse für -20 °C, 22 °C (Referenz-
temperatur) und 80 °C sind in Tabelle 5-2 aufgeführt. Es zeigt sich, dass für den Fall der 
Erwärmung des Rotors auf 80 °C mit einer radialen Vorspannung der Bandage von ca. 
60 µm zu rechnen ist. Im Fall der Abkühlung auf -20 °C schrumpft der metallische Grund-
körper stärker als die Bandage, hierdurch kann es zu einer Spaltbildung zwischen Klauen-
oberfläche und Bandage kommen. Da die Bandage und die Klauen konstruktiv gegen etwa-
iges Verrutschen gesichert sind, kann diese Spaltbildung vernachlässigt werden.  
 
Abbildung 5-20: Seitenansicht des 1/32 Rotormodells mit Kennzeichnung der jeweil igen Wär-
meausdehnungskoeffizienten gemäß [1], [34], [62], [139]  
Aufgrund dieser Vorbetrachtung, wurde in der folgenden Analyse der Bandagenauslastung 
die Auswirkung einer radialen Vorspannung entsprechend einem Übermaß von 10, 70 und  
113 µm auf S-Klauen untersucht. 10 µm Übermaß entspricht dabei der durch den Wickel-
prozess eingebrachten Vorspannung. 70 µm entspricht der Überlagerung der Übermaße aus 
Temperaturbeaufschlagung (80 °C) und Wickelprozess. Mit 113 µm Übermaß wurde der 
Fall betrachtet, dass es im gesamten Temperaturbereich zu keinem Abheben der Bandage 
kommt. Hierzu wurde zusätzlich das Übermaß von 43 µm (entspricht der radialen Differenz 
bei -20 °C) überlagert.
Die Untersuchung erfolgte zunächst statisch, ohne Drehzahlüberlagerung, bei einer Banda-
gendicke von 0,8 mm. Der Haftreibungskoeffizient wurde gemäß Kapitel 5.4 mit 0,36 fest-
gelegt. Die Auswertung der statischen Untersuchung zeigt einen linearen Anstieg der Fa-
serzugauslastung auf bis zu 8 % bei 70 µm resp. 14 % bei 113 µm Übermaß. Dabei decken 
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sich die Ergebnisse der Faserzugauslastung unabhängig von der gewählten Bandagenform. 
Hervorzuheben ist, dass einzig das Versagenskriterium nach HASHIN signifikant höhere Fa-
serzugauslastungen von bis zu 47 % bei 113 µm Übermaß ausweist, vgl. Abbildung 5-21. 
Tabelle 5-2:  Berechnung der radialen Längenänderungen aufgrund der Wärmeausdehnung
Temperatur in °C -20 22 80 
Temperaturdifferenz in K -42 0 58 
Abmaß Welle in mm 17,491 17,500 17,512 
Abmaß Blech in mm 50,475 50,500 50,535 
Abmaß Klaue in mm 10,395 10,400 10,407 
Außenradius des Grundkörpers in mm 78,361 78,400 78,454 
Innenradius der Bandage in mm 78,404 78,400 78,394 
Resultierende radiale Differenz in mm -0,043 0,000 0,060 
 
 
 
 
Abbildung 5-21: Vergleich der Faserzug- und Gesamtauslastung über den Anstieg der radi-
alen Vorspannung bei Rotorsti l lstand und einer Bandagendicke von 
0,8 mm 
Die Betrachtung der Gesamtauslastung der beiden Bandagentypen zeigt ein differenziertes 
Bild. Wiederum ist die Gesamtauslastung nach HASHIN mit 120 % resp. 135 % bei einem 
Übermaß von 113 µm signifikant höher als die der weiteren Versagenskriterien. Allerdings 
beträgt die Abweichung zwischen den weiteren Kriterien bis zu 29 Prozentpunkte für die 
polygonale resp. 32 Prozentpunkte für die kreisrunde Bandagenform. Insbesondere das 
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Versagenskriterium nach LARC 05 sowie die MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE zeigen sehr 
geringe Auslastungen von ≤ 21 % für beide Bandagentypen. Die Auslastung nach PUCK, 
HILL und TSAI-WU schwankt hingen zwischen 42 und 48 % resp. 37 und 47 % für die poly-
gonale und kreisrunde Bandage.  
Im Allgemeinen bleibt für den statischen Fall festzuhalten, dass durch die gewählte maxi-
male Vorspannung mit einer nur leichten Steigerung der Faserzugauslastung zu rechnen ist, 
wohingegen die Auslastung bzgl. Zwischenfaserbruch mit bis zu 47 % signifikant ist. Die 
postulierten Auslastungen nach HASHIN erscheinen stark überhöht. 
Unter Einbeziehung der Schleuderdrehzahl in die Analysen zeigen sich signifikante Unter-
schiede im Vergleich zu den vorausgegangenen Betrachtungen. So steigt die Faserzugaus-
lastung entgegen der Erwartung mit steigender Vorspannung nicht bedeutsam an. Vielmehr 
ist diese über alle Modelle hinweg nahezu konstant. So erreicht die Faserzugauslastung für 
die polygonale Bandagenform nur ca. 35 % resp. 31 % für die kreisrunde Bandagenform, 
vgl. Abbildung 5-22. Einzig das Modell nach HASHIN weist mit ca. 80 % Faserzugauslastung 
bei beiden Modellen deutlich gesteigerte Auslastungen auf.  
 
 
 
Abbildung 5-22: Vergleich der Faserzugauslastung und Gesamtauslastung über den Anstieg 
der radialen Vorspannung bei 12.000 1/min, einer Bandagendicke von 
0,8 mm und µ von 0,36 
Die Analyse der Gesamtauslastung des Faserverbunds zeigt bei den meisten der betrachte-
ten Versagenskriterien ebenfalls eine nahezu konstante Anstrengung über alle betrachteten 
Bandagenübermaße, siehe Abbildung 5-22. Im Vergleich zur Faserzugauslastung treten al-
lerdings signifikante Unterschiede zwischen den Versagenskriterien auf. Die Gesamtauslas-
tung gemäß MAXIMALDEHNUNGSKRITERIUM, CUNTZE und LARC 05 sind im Vergleich zu 
den Gesamtauslastungen nach PUCK, VOGLER, HILL und TSAI-WU deutlich geringer. Wobei 
Unterschiede von bis zu 29 Prozentpunkten für die polygonale resp. 37 Prozentpunkten für 
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die kreisrunde Bandagenform auftreten. Weiterhin ist zu beobachten, dass die Auslastung 
nach HASHIN in allen Fällen eine starke Überhöhung aufweist.  
Die signifikant unterschiedlichen Verläufe der Auslastung über das Bandagenübermaß, vgl. 
Abbildung 5-21 resp. Abbildung 5-22, sind auf lokale Effekte zurückzuführen. Diese treten 
vor allem in den Eckbereichen der Klauenkanten auf. Durch die Überlagerung des Überma-
ßes mit der Zentrifugallast verschieben sich die Punkte der maximalen Anstrengung inner-
halb der Bandage. Exemplarisch ist dies für polygonale und kreisrunde Bandagen in Abbil-
dung 5-23 dargestellt. Es wird deutlich, dass insbesondere bei den Modellen ohne Drehzahl-
überlagerung die lokalen Auslastungen kaum erkennbar sind, wohingegen bei den Modellen 
mit Drehzahlbeaufschlagung die bereits beobachteten charakteristischen Auslastungsver-
läufe auftreten, vgl. auch Kapitel 5.2.2. 
 
Abbildung 5-23: Vergleich der Auslastungen der verschiedenen Analysemodelle gemäß CUNTZE 
für ein Übermaß von 113 µm, bei 0 und 12.000 1/min sowie  
µ von 0,36 
5.7 EINFLUSS DES BANDAGENAUFBAUS  
Die E-Klauen neigen unter Rotationslast zu einem Verkippen, wodurch lokal hohe Span-
nungskonzentrationen in die Bandage induziert werden. Daher wird untersucht, inwieweit 
eine dünnwandige Glasfaser/EP-Zwischenschicht (in ± 45° Richtung), zwischen Klauenober-
fläche und UD-CF-Lagen, die auftretenden ZF-Lasten in den UD-CF-Lagen abmildern kann. 
Hierfür wurde das bisher verwendete Modell, vgl. Kapitel 5.1, um eine + 45° und - 45° 
GF/EP-Lage mit einer Schichtdicke von je 0,1 mm erweitert, siehe Abbildung 5-24. 
 
Abbildung 5-24:  Alternativer Aufbau des Simulationsmodells mit GF/EP- und CF/EP-Lagen, 
exemplarisch für die kreisrunde Bandagenform 
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Für die Vernetzung der GF-Lagen werden SOLID186 Elemente genutzt, mit zwei Elemen-
ten über die Dickenrichtung. Die Einzellagen der Bandage sind ideal miteinander verbun-
den; zwischen der untersten GF-Lage und der Klauenoberfläche wird ein reibungsbehafteter 
Kontakt angenommen. Hierfür werden wieder CONTA174 (Klauenpolgrundkörper) und 
TARGET170 (Bandage) Elemente genutzt. Der Haftreibungskoeffizient zwischen der SMC-
Klaue und der GF/EP-Lage wird gemäß [134, S. 276] mit 0,36 angenommen, vgl. Kapitel 
5.4, alle weiteren Kontakteinstellungen entsprechen den in Tabelle 5-1 definierten. Zudem 
wird ein fertigungsbedingtes Übermaß von 10 µm angenommen, vgl. Kapitel 5.6. 
Die Analysen werden mit einer konstanten Drehzahl von 12.000 1/min durchgeführt. Für 
die Untersuchungen wird die Dicke der UD-CF-Bandage im Bereich von 0,3 mm bis 0,8 mm 
variiert, um einen Vergleich mit den Ergebnissen aus Kapitel 5.3 zu ermöglichen.  
Zuerst wird der Einfluss der GF-Zwischenschichten auf die Auslastung des UD-CF-Anteils 
der Bandage untersucht. In Abbildung 5-25 sind exemplarisch die Verläufe der maximalen 
Faserzug- und der Gesamtauslastung nach PUCK für die Modelle mit Hybridbandage und 
reiner UD-CF-Bandage gegenübergestellt.  
 
 
 
Abbildung 5-25: Vergleich der Auslastungen in den UD-CF-Lagen nach PUCK bei 
12.000 1/min, µ von 0,36 und verschiedenen Bandagendicken 
Die Analyse der maximalen Faserzugauslastungen nach PUCK zeigt, dass bei gleicher Ban-
dagendicke die Auslastung in der reinen CF-Bandage geringer ist als die der Hybridbandage. 
Weiterhin ist zu beobachten, dass der Einfluss der Bandagenform auf die Faserzugauslas-
tung bei der Hybridbandage deutlich stärker ausgeprägt ist. 
Die Gegenüberstellung der Gesamtauslastung nach PUCK zeigt für Bandagendicken von 
0,8 mm kaum Unterschiede in der Höhe der maximalen und minimalen Auslastung. Die 
maximale Gesamtauslastung beträgt 83 % für beide Modelle und die minimale 71 % resp. 
67 %. Dabei ist zu beobachten, dass bei der Hybridbandage die kreisrunde und bei der UD-
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CF-Bandage die polygonale Bandagenform eine höhere Auslastung aufweist. Wie bereits bei 
der Faserzugauslastung zu beobachten war, ist die Differenzierung zwischen den beiden 
Bandagenformen bei der Hybridbandage deutlich signifikanter ausgeprägt als bei der UD-
CF-Bandage. 
Da das PUCK-Kriterium nur eines der neun untersuchten Versagenskriterien darstellt, wird 
im Folgenden ein Vergleich der Ergebnisse aller Versagenskriterien für eine Gesamtbanda-
gendicke von 0,8 mm durchgeführt, siehe Abbildung 5-26.  
Bei Betrachtung der Hybridbandage zeigt sich, dass die Modelle mit E- und S-Klauen (in-
nerhalb der betrachteten Klauenarten) für alle Versagenskriterien für die Faserzugauslas-
tung vergleichbare Werte liefern. Eine Ausnahme bildet das Versagenskriterium nach HAS-
HIN, welches signifikante Abweichungen aufweist. Beim Vergleich der Hybrid- und reinen 
UD-CF-Bandage wird noch einmal deutlich, dass im Falle der Hybridbandage die Modellie-
rungsvariante der Bandage (polygonal resp. kreisrund) einen signifikanten Einfluss auf die 
Berechnungsergebnisse hat.  
Zusammenfassend kann für die Faserzugauslastung festgestellt werden, dass durch die Ein-
führung einer GF-Zwischenschicht, und der damit einhergehenden Reduzierung der Koh-
lenstofffaserschichtdicke, die max. Faserzugauslastung in der CF-Schicht, im Vergleich zur 
reinen UD-CF-Bandage, nur geringfügig ansteigt. 
 
 
Abbildung 5-26: Vergleich der Faserzugauslastungen einer Hybridbandage mit 0,6 mm UD-CF 
Dicke (l inks) und einer UD-CF-Bandage mit einer Dicke von 0,8 mm (rechts) 
bei einer Drehzahl von 12.000 1/min und µ von 0,36 
Im Weiteren wird die Gesamtauslastung betrachtet, vgl. Abbildung 5-27. Es zeigt sich, dass 
im Falle der Hybridbandage die Schwankungsbreite innerhalb eines Versagenskriteriums 
geringer ausfällt als bei der CF-UD-Bandage; so liegt etwa für das CUNTZE-Kriterium im 
Falle der Hybridbandage die Schwankungsbreite bei 48,9 % bis 71,3 % und für die reine 
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UD-CF-Bandage bei 38,2 % bis 211,7 %. Dieses Verhalten setzt sich über alle betrachteten 
Versagenskriterien hinweg fort, sodass im Allgemeinen von gutmütigerem Auslegungsver-
halten gesprochen werden kann. Allerdings bleibt weiterhin die Ergebnisspannweite beim 
Vergleich der Versagenskriterien untereinander groß. So ist etwa die Auslastung nach PUCK 
im Mittel mit 77 % deutlich höher als nach CUNTZE mit 58 %. Diese Unterschiede gehen 
im Wesentlichen auf die unterschiedliche Bewertung der Zwischenfaserbrüche in den einzel-
nen Kriterien zurück.  
 
 
Abbildung 5-27: Vergleich der Gesamtauslastungen einer Hybridbandage mit 0,6 mm UD-CF 
Dicke (l inks) und einer UD-CF-Bandage mit einer Dicke von 0,8 mm (rechts) 
bei einer Drehzahl von 12.000 1/min und µ von 0,36 
Wird die Analyse auf die gesamte Hybridbandage erweitertet, zeigen sich bisher nicht beo-
bachtete Unterschiede in der Gesamtauslastung der GF-Lagen, siehe Abbildung 5-28. So 
beträgt beispielsweise für die - 45°-GF-Lage die maximale Spannweite der Ergebnisse für 
die Modelle mit S-Klaue und kreisrunder Bandage ca. 250 Prozentpunkte (LARC 05 gegen-
über MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE). Ein ähnliches Verhalten ist auch für die + 45°-GF-
Lage beobachtbar, wobei die Gesamtauslastung im Allgemeinen niedriger ausfällt, da diese 
Lage nicht im direkten Kontakt mit den Klauen steht. Insbesondere das LARC 05 Kriterium 
weist die Auslastungen innerhalb der GF-Schichten als sehr gering im Vergleich zu den 
anderen Kriterien aus. Dies ist eine Konsequenz der Anpassung der sog. In-Situ-Festigkeits-
werte, welche für dünne FKV-Schichten teils sehr hohe Festigkeitswerte ausgibt, vgl. [105, 
S. 2321]. 
In Analogie zu Kapitel 5.3 scheint auch hier die Bildung von Clustern möglich, wobei das 
eine Cluster aus den Kriterien nach PUCK, VOGLER und HILL sowie das andere Cluster aus 
den Kriterien nach CUNTZE, HASHIN, TSAI-WU und der MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE 
besteht. Aufgrund der vergleichsweise gleichmäßigen Auslastungsergebnisse der 
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MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE über alle betrachteten Analysemodelle hinweg ist dieses 
dem zweiten Cluster nicht eindeutig zuordenbar.  
 
 
Abbildung 5-28: Vergleich der Gesamtauslastungen der ± 45°-GF-Lagen einer 0,8 mm dicken 
Hybridbandage bei einer Drehzahl von 12.000 1/min 
Da die Gesamtauslastung für die ± 45°-GF-Lagen eine große Spannbreite aufweist, kann 
keine eindeutige Empfehlung zur Nutzung dieses Lagenaufbaus gegeben werden. Die Ergeb-
nisse sind ein anschauliches Beispiel dafür, wie unterschiedlich die Faserzug- sowie Gesamt-
auslastung der betrachteten Versagenskriterien auf Bauteilniveau ausfallen können. Inwie-
weit etwaige Schädigung in den GF-Schichten in die UD-Lagen propagieren, ist aufgrund 
des mechanischen Aufbaus des Klauenpolrotors sowie der rotatorischen Belastung nicht 
eineindeutig reproduzierbar. Die folgenden Ausführungen konzentrieren sich daher auf die 
Untersuchung von reinen UD-CF-Bandagen, da zu förderst die Frage beantwortet werden 
soll, ob die lokal auftretenden inhomogenen Belastungen in der Bandage durch die vorge-
stellten Versagenskriterien hinreichend genau quantifiziert werden können. 
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6 FERTIGUNG UND TEST DER PROTOTYPEN 
6.1 GESTALTUNG UND FERTIGUNG 
Aufbauend auf den Ergebnissen der Simulation wurden zwei Rotoren für Schleudertests 
aufgebaut. Diese dienen dazu, die Berechnungsergebnisse zu verifizieren. Die Geometrie 
entspricht der in Kapitel 3.2.3 vorgestellten Vorzugsvariante. Die Rotoren sind in der Länge 
skaliert, indem 3 statt 9 Segmente genutzt werden. Mithilfe der kurzen Bauweise kann 
sowohl der Einfluss der E- als auch der S-Klauen im Schleuderversuch bewertet werden, 
siehe Abbildung 6-1. Statt der Ferrit-Ringmagnete werden für die Prototypen Stahlscheiben 
genutzt.  
 
Abbildung 6-1: Schnittansicht des Testrotors 
Die Fertigung der Elektroblech-Grundkörper aus M235-35A erfolgte per Drahterodieren, 
somit konnten die Toleranzen auf ± 0,025 mm begrenzt werden. Die Wuchtscheiben und 
die Magnetersatzscheiben wurden aus Stahl (1.3952 resp. 1.7225) gedreht. Die radialen To-
leranzen der Wuchtscheiben betrugen ± 0,03 mm, für die Magnetersatzscheiben wurde die 
Toleranzklasse ISO 7 festgelegt. Da zu diesem Zeitpunkt keine aus SMC-gepressten Klauen 
verfügbar waren, wurden aus Stahl gefräste E- und S-Klauen genutzt, siehe Abbildung 6-2. 
Diese wurden einzeln bezüglich Höhe und Masse vermessen, damit sichergestellt ist, dass 
die radialen Toleranzen von 10,40 ± 0,05 mm eingehalten wurden.  
   
Abbildung 6-2: Gefräste E-Klauen (l inks; mitte) und S-Klauen (rechts) 
Die metallischen Bauteile wurden anschließend thermisch unterstützt gefügt. Nach erfolg-
reichem Aufbau des Rotorgrundkörpers wurden die Klauen eingesetzt. Da keine Magneti-
sierung der Elektroblechgrundkörper vorlag, wurden die Klauen mittels Cyanacrylat-Dünn-
schichtklebstoff lokal fixiert, dieser führte im Mittel zu einer radialen Aufweitung von 
≤0,1 mm. Der Klebstoff verhindert eine Verschiebung der Klauen während der weiteren 
Fertigungsschritte. Da die Oberfläche des Rotors nicht geschlossen ist, wurde diese anschlie-
ßend mittels Klebeband umwickelt, um zu vermeiden, dass während des Wickelprozesses 
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das überschüssige Harz undefiniert in den Rotor eindringt, siehe Abbildung 6-3 (links). Das 
Klebeband hat eine Dicke von ca. 0,08 mm. Es wurde darauf geachtet, das Klebeband so 
zu applizieren, dass es die Dickenverteilung der Bandage nur in geringem Maße beeinflusst. 
Lokale Überlappungen des Klebebands waren jedoch nicht zu vermeiden, sodass die Klebe-
banddicke lokal auf 0,16 mm ansteigt. Anschließend wurde der Außendurchmesser der Ro-
toren gemessen, im Mittel betrug dieser 157,34 ± 0,04 mm. 
  
Abbildung 6-3: Applikation der Bandage per Nasswickeln zu Beginn (l inks) und Ende 
(rechts)  
Die Rotorbandage wurde auf der ILK-eigenen 5-Achs-Wickelmaschine per Nasswickelver-
fahren mit vorgeschaltetem Harzbad aufgebracht, siehe Abbildung 6-3 (rechts). Die Ban-
dage wurde bei beiden Testrotoren aus der Kohlenstofffaser TORAYCA T800SC mit dem 
EP-Harzsystem ARALDITE LY556 & XB3473 im Verhältnis 100:23 hergestellt [69], [131]. 
Das Harz wurde entsprechend den herstellerseitigen Verarbeitungshinweisen dynamisch ver-
mischt, erhitzt und entgast. Anschließend wurde dieses in das Harzbad der Wickelanlage 
eingefüllt und die Kohlenstofffaser durch die Vorrichtung geführt, um eine gleichmäßige 
Imprägnierung zu gewährleisten und überschüssiges Harz abzustreifen. Der Wickelprozess 
wurde mit einer Faser-Vorspannung von 10 N durchgeführt. Die Faserablage wurde so an-
gepasst, dass die Oberflächenüberdeckung einer Lage nahezu ideal war. Über die axiale 
Länge wurden 13 Wicklungen pro Lage abgelegt. In Summe wurden 8 Lagen appliziert, um 
die gewünschte Bandagendicke zu erreichen. Etwaige Harzschwankungen bei der Faserab-
lage wurden direkt ausgeglichen. Im Umlenkbereich traten teilweise kleine Verschiebungen 
der Fasern auf. Diese sind für den späteren Einsatz von geringer Bedeutung, da sie im 
ungestörten Randbereich der Wuchtscheiben vorliegen. Das Harzsystem wurde abschließend 
unter Rotation 4 h bei 120 °C und 4 h bei 180 °C ausgehärtet. Ferner verhinderte die Ro-
tation beim Härteprozess ungewünschte lokale Harzansammlungen. Mit dem gewählten 
Härtezyklus wurde ein Tg von ca. 185 °C eingestellt, vgl. [69, S. 3]. Durch den so durchge-
führten Prozess wurden Testrotoren mit einem Bandagenaußendurchmesser von 160,50 ± 
0,10 mm erzeugt. Bei genauer Betrachtung der Bandagenoberfläche ist ersichtlich, dass 
überschüssiges Harz durch den rotationsunterstützen Härteprozess an den Außendurchmes-
ser verdrängt wurde. Es entstand folglich eine dünne Reinharzschicht an der Bandagen-
oberfläche, die nicht gewünscht ist, siehe Abbildung 6-4. Für den Fall einer Serienfertigung 
mittels Direktwicklung wird empfohlen, auf Tape- bzw. Prepreg-Systeme zu wechseln, da 
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somit Schwankungen der Imprägnierqualität und wahrscheinlich auch die Reinharzschich-
ten – wie sie im Nasswickelverfahren unweigerlich auftreten - vermieden werden können. 
 
 
Abbildung 6-4: Reinharzschicht nach dem Härten der Bandage 
Um die gewünschte Bandagendicke der Testrotoren von ca. 0,80 mm (± 0,05 mm) zu errei-
chen, wurden die Bandagen anschließend geschliffen, die gemessenen Außendurchmesser 
und Bandagendicken können Tabelle 6-1 entnommen werden. 
Tabelle 6-1: Abmaße der Testrotoren nach dem Schleifen 
 Testrotor 1 Testrotor 2 
Außendurchmesser 159,04 mm 158,86 mm 
Bandagendicke 0,85 mm 0,76 mm 
Da durch das Schleifen die oberste Faserlage teilweise geschädigt wird, kann nicht davon 
ausgegangen werden, dass diese voll tragfähig ist. Präzise Aussagen zu Auswirkungen sind 
zum gegenwärtigen Zeitpunkt allerdings nicht möglich. Bei genauerer Betrachtung der ge-
schliffenen Testrotoroberfläche wird ersichtlich, dass insbesondere bei Testrotor 1 lokale 
Faserausrisse aufgetreten sind, siehe Abbildung 6-5 (links). Da diese zufällig über der Ober-
fläche verteilt sind, wird im Folgenden von stochastischem Verhalten ausgegangen. Die 
radiale Tiefe der Ausbrüche ist < 0,12 mm, wobei die tangentiale Länge durchaus 10 mm 
und die axiale Breite bis zu 2 mm beträgt. Aus mechanischer Sicht wäre es ungünstig, wenn 
sich Ausbrüche auf den axialen Klauenkanten befinden, wohingegen Ausbrüche fern von 
den Kantenbereichen kaum Auswirkungen zeigen sollten. Insbesondere Testrotor 1 weist 
über den Umfang verteilt 1 bis 2 Ausbrüche auf, die ggf. versagensrelevant werden könnten, 
vgl. Markierung Abbildung 6-5 links. Testrotor 2 zeigt ebenfalls lokale Oberflächenfehler, 
allerdings sind diese augenscheinlich deutlich kleiner, vgl. Abbildung 6-5 rechts. Vielmehr 
zeichnet sich bei Testrotor 2 deutlich stärker der Übergangsbereich zwischen Wuchtscheibe 
und Klauen ab.
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Abbildung 6-5: Geschliffener Testrotor 1 (links) und Testrotor 2 (rechts) 
Im Anschluss an das Schleifen erfolgte das einseitige Wuchten an der Prüfstand abgewand-
ten Stirnseite der Rotoren. Eine Wuchtgüte von G=2,5 nach ISO 1940-1 [101, S. 16] wurde 
für die Tests definiert und eingestellt.  
6.2 ZERSTÖRUNGSFREIE UNTERSUCHUNG 
Die Untersuchung der Testrotoren erfolgte auf dem ILK-eigenen Rotorprüfstand SCHENCK 
BI4U. Über Adapterscheiben wurden die Testrotoren jeweils einseitig an die Antriebswelle 
angeflanscht. Im ersten Schritt erfolgte die Absicherung der Berechnungsergebnisse hin-
sichtlich der radialen Aufweitung. Hierfür wurde der Rotorprüfstand mit einem ILK-eigenen 
lasergestützten In-Situ-Durchmesser-Messgerät ausgestattet. Dieses erlaubt es, den Durch-
messer des Rotors unter Drehzahl zu ermitteln und somit Rückschlüsse auf dessen Aufwei-
tung zu ziehen. Da das Messsystem etwaige ortsfeste Schiefstellungen der Rotorachse wäh-
rend der Messung nicht erfasst, die sich aufgrund von Unwucht sowie Fertigungsimperfek-
tionen einstellen, wird die radiale Aufweitung für die nachfolgenden Berechnungen auf die 
Drehzahl von 812 1/min referenziert, siehe Tabelle 6-2. Es ist ersichtlich, dass die Erhöhung 
der Drehzahl zu einem Anstieg der radialen Aufweitung auf bis zu 73 µm führte.
Tabelle 6-2: Radiale Aufweitung des Testrotor 1 unter Rotationslast 
Drehzahl in 1/min 812 4827 7268 
Durchmesser in mm 160,023 160,078 160,168 
Standardabweichung des Durchmessers in mm 0,009 0,008 0,011 
radiale Aufweitung in mm 0 0,028 0,073 
6.3 ZERSTÖRENDE UNTERSUCHUNG 
Zur Verifikation der vorausberechneten Berstdrehzahl wurden anschließend die beiden Ro-
toren bis zum Versagen geschleudert. Die Tests erfolgten unter gleichen Bedingungen bei 
Normklima (23 °C). Eine In-Situ-Überwachung des Rotordurchmessers ist nicht möglich, 
daher wurden repräsentative Drehzahlen in tausender Schritten angefahren. Nach Erreichen 
der Drehzahl wurden die Testrotoren 2 min. auf Drehzahl gehalten, anschließend wurden 
die Testrotoren auf Stillstand abgebremst und statisch vermessen. Ferner erfolgte eine op-
tische Prüfung der Bandage auf Risse oder sonstige Veränderungen.  
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Die Testergebnisse der beiden Rotoren gleichen sich bezüglich Verlauf, weisen jedoch un-
terschiedliche Berstdrehzahl auf, vgl. Tabelle 6-3 und Tabelle 6-4. Zu Beginn der Tests 
waren an der Oberfläche der Testrotoren weder Klauenumrisse noch Faser-/Zwischenfaser-
brüche sichtbar. Die anvisierte Berstdrehzahl von 12.000 1/min erreichten beide Rotoren 
ohne sichtbare Veränderungen, wobei festzustellen ist, dass Testrotor 2 mit Erreichen dieser 
Drehzahl erstmals eine bleibende Aufweitung der Bandage zeigte, während bei Testrotor 1 
die statisch ermittelte Aufweitung bis zum Versagen im Bereich weniger hundertstel Milli-
meter lag.  
Tabelle 6-3: Versuchsprotokoll Testrotor 1 
Drehzahl in 1/min Durchmesser in mm Bemerkungen 
0 159,04 • Keine Schäden erkennbar 
10.000 - 13.000 159,04 • Keine Schäden erkennbar 
14.000 159,05 • Kleiner lokaler Riss in Umfangsrichtung  
15.000 159,06 • Kleiner lokaler Riss in Umfangsrichtung 
• Leichte Abzeichnung der Klauenkanten in axialer Rich-
tung 
16.000 159,06 • Lokaler Riss in Umfangsrichtung deutlich gewachsen 
• Deutlich intensivere Abzeichnung der Klauen in axialer 
Richtung 
17.000 159,01 • Mehrere Risse in Umfangsrichtung 
• Abzeichnung der Klauen in axialer Richtung sicht- und 
spürbar 
18.000 - • Bersten in Haltezeit 
Ab einer Drehzahl von 14.000 resp. 15.000 1/min zeichnen sich die Klauen in Umfangsrich-
tung in der Bandage ab, ohne dass diese fühlbar waren. Ferner zeichnet sich bei Testrotor 
1 ein lokal sehr begrenzter Zwischenfaserbruch in Umfangsrichtung ab. Bei Testrotor 2 
stabilisiert sich eine irreversible Durchmesseraufweitung.  
Mit Erreichen einer Drehzahl von 16.000 1/min ist bei beiden Rotoren eine stärkere Ab-
zeichnung der Klauen sichtbar und nun auch fühlbar. Bei Testrotor 1 wächst der Riss in 
Umfangsrichtung deutlich (ca. 60 mm), und die axialen Klauenenden zeichnen sich ab, siehe 
Abbildung 6-6. Testrotor 2 zeigt weiterhin keine Risse, allerdings ist eine weitere bleibende 
Vergrößerung des Durchmessers messbar.  
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Tabelle 6-4:  Versuchsprotokoll Testrotor 2 
Drehzahl in 1/min Durchmesser in mm Bemerkungen 
0 158,86 • Keine Schäden erkennbar 
10.000/ 11.000 158,86 • Keine Schäden erkennbar 
12.000 158,95 • Keine Schäden erkennbar, bleibende Aufweitung 
13.000 159,00 • Aufweitung vergrößert 
14.000 158,95 • Aufweitung leicht ruckläufig 
• Leichte Abzeichnung der Klauen in Umfangsrichtung 
15.000 159,12 • Aufweitung nimmt weiter zu 
• Intensivere Abzeichnung der Klauen in Umfangsrich-
tung 
16.000 159,20 • Aufweitung nimmt weiter zu 
• Deutliche Abzeichnung der Klauen in Umfangsrichtung 
17.000 159,20 • Deutliche Abzeichnung der Klauen in Umfangsrichtung 
• Leichte Abzeichnung der Klauen in axialer Richtung
18.000 159,00 • Aufweitung stark ruckläufig 
• Abzeichnung der Klauen in axialer Richtung sicht- und 
spürbar 
… … • Schleudern bis Bersten 
21.500 - • Bersten in Haltezeit 
Die Steigerung der Drehzahl auf 17.000 1/min führt dazu, dass bei Testrotor 1 mehrere 
Risse in Umfangsrichtung sichtbar werden. Gleichzeitig sind die axialen Klauenkanten erst-
mals bei beiden Testrotoren deutlich fühlbar, siehe Abbildung 6-7.  
 
Abbildung 6-6: Umfangsrisswachstum an der axialen Kante einer Klaue, Testrotor 1 
Mit Erreichen von 18.000 1/min birst Testrotor 1 in der Haltezeit. Testrotor 2 übersteht 
die Prüfdrehzahl von 18.000 1/min ohne Versagen, allerdings sind die Klauen in axialer 
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Richtung deutlich sicht- und fühlbar, was auf Zwischenfaserbrüche in der Bandage an den 
axialen Klauenkanten hindeutet. Des Weiteren ist zu beobachten, dass der Durchmesser der 
Bandage nahezu auf das ursprüngliche Maß abfällt. Es scheint so, als seien zwischenzeitlich 
eingefrorene Eigenspannungen abgebaut.  
Im Folgenden wird Testrotor 2 ohne weitere Zwischenkontrollen bis zum Bersten getestet, 
wobei die Schrittweite der Umdrehungssteigerung auf 500 1/min herabgesetzt wurde, die 
Haltezeit aber weiterhin 2 min. beträgt. Testrotor 2 birst bei 21.500 1/min in der Haltezeit. 
 
Abbildung 6-7: Abzeichnung der Klauenkanten in axialer Richtung über den Umfang von 
Testrotor 2 
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7 GEGENÜBERSTELLUNG DER BERECHNUNGS- UND 
TESTERGEBNISSE 
Ausgehend von den experimentellen Untersuchungen soll im Folgenden die Frage beant-
wortet werden, wie exakt die betrachteten Versagenskriterien in der Lage sind, die ermit-
telten Berstdrehzahlen vorauszusagen und welche Annahmen getroffen werden sollten, um 
dies reproduzierbar durchzuführen. 
7.1 RANDBEDINGUNGEN DER SIMULATION 
Die folgenden Berechnungen und die notwendige Modellierung erfolgten mittels ANSYS 
Workbench 18.1 und folgen dem in Kapitel 5.1 vorgestellten Vorgehen. Folglich wird ein 
hochfeines 1/32-Modell unter der Annahme von Symmetrierandbedingungen genutzt. Fer-
ner wird zwischen einer kreisrunden und einer polygonalen Bandage sowie unsymmetrischen 
E- und symmetrischen S-Klauen unterschieden. 
Bei der Erstellung der Modelle werden die realen Gegebenheiten bei den einzelnen Testro-
toren berücksichtigt. D.h., für die Modellierung der Bandage wird der empirisch ermittelte 
Faservolumengehalt herangezogen; und für die aufgetretenen Fertigungsabweichungen bei 
der Bandage von Testrotor 1 werden für das untere 5 %-Perzentil Abschläge auf die Ban-
dagendicke angewendet, vgl. Kapitel 6.1. Die hierfür getroffenen Annahmen sind in Tabelle 
7-1 zusammengefasst. 
Tabelle 7-1: Anpassungen der Modell ierung je Testrotor 
 Testrotor 1 Testrotor 2 
 Unteres  
5 %-Perzentil Mittelwert 
Oberes  
5 %-Perzentil 
Unteres  
5 %- Perzentil Mittelwert 
Oberes  
5 %- Perzentil 
Ermittelter FVG 
in % 41,0 47,1 54,5 51,7 53,5 54,7 
Ermittelte Banda-
gendicke in mm 
0,6527 0,85 0,76 
7.2 EINFLUSS DER MODELLIERUNG  
Zuerst wurde der Einfluss der unterschiedlichen FVG (gemäß Tabelle 7-1), mit den Versa-
genskriterien nach PUCK und LARC 05 untersucht. Dabei zeigt sich, dass in Abhängigkeit 
vom gewählten Versagenskriterium die Ergebnisse teils stärker und teils deutlich weniger 
variieren als es die Spannweiten der genutzten Eingabeparameter vermuten lassen.  
Entsprechend den ermittelten Materialkennwerten, vgl. Kapitel 2.6.5, beträgt die Streuung 
der Verbund-Zugfestigkeit 13 % und der zugehörigen Dehnung 11 %. Die für Schubbrüche 
relevanten Kennwerte resp. weisen eine Schwankungsbreite von weniger als 1 % auf. 
                                                        
27  Stärkere Abwertung aufgrund von lokalen Faserausbrüchen, die aus Schleifprozess resultierten (0,12 mm) 
sowie einer ggf. ungünstigen Dopplung der Klebebandschicht (0,08), vgl. Kapitel 6.1.  
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Für war es notwendig, auf Literaturkennwerte zurückzugreifen, daher konnte keine 
Schwankungsbreite angenommen werden.  
Die Gegenüberstellung der Berechnungsergebnisse für Testrotor 1 – für die Versagenskrite-
rien nach PUCK und LARC 05 – zeigt, dass die Streuung der Ergebnisse innerhalb des 
jeweiligen Versagenskriteriums sehr unterschiedlich ausfällt, siehe Abbildung 7-1. So ist 
etwa bei 18.000 1/min davon auszugehen, dass die Faserzugauslastung nach PUCK gegen-
über dem Mittelwert um - 17 % bis + 13 % schwankt und nach LARC 05 um - 9 % bis 
+ 7 %. Dem gegenüber schwanken die Ergebnisse der Gesamtauslastung gegenüber dem 
Mittelwert um - 2 % bis + 2 % resp. - 7 % bis + 6 %. Dabei zeichnet sich über die betrach-
teten Versagenskriterien hinweg kein eindeutiger Trend ab, ob die Ergebnisse der Faserzug-
auslastung oder die der Gesamtauslastung einen größeren Streuungsbereich aufweisen. Fer-
ner ist zu beobachten, dass die mesomechanischen Versagenskriterien nach PUCK, VOGLER 
und HASHIN im Mittel deutlich geringere Auslastungen als die Versagenskriterien nach 
CUNTZE und LARC 05 aufweisen. Über alle Versagenskriterien hinweg weist das CUNTZE-
Kriterium die größten Auslastungen auf. Dies ist im vorliegenden Anwendungsfall vor allem 
auf die Art der Berücksichtigung von schubinduzierten Zwischenfaserbrüchen (Modus IFF2) 
zurückzuführen. 
 
 
Abbildung 7-1: Vergleich der Auslastungen nach PUCK und LARC 05 von Testrotor 1 für  
E-Klauen und eine polygonale Bandage in Abhängigkeit von der Drehzahl  
sowie den Materialparametern bei mittlerer Bandagendicke 
Der Vergleich der Auslastungen für Testrotor 2 zeigt ein sehr ähnliches Bild. Wieder unter-
liegt die Faserzugauslastung nach PUCK und LARC 05 signifikanten Streuungen. Die 
Schwankungsbandbreite beträgt - 20 bis + 27 % nach PUCK und - 14 bis +11 % nach 
LARC 05. Demgegenüber stehen Schwankungsbreiten von - 3 bis + 3 % und - 15 bis + 15 % 
für die auftretenden Gesamtbelastung nach PUCK resp. LARC 05, vgl. Abbildung 7-2.  
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Abbildung 7-2: Vergleich der Auslastungen nach PUCK und LARC 05 von Testrotor 2 für  
E-Klauen und eine polygonale Bandage in Abhängigkeit von der Drehzahl  
sowie den Materialparametern bei mittlerer Bandagendicke 
Unabhängig vom gewählten mesomechanischen Versagensmodell gleichen sich die qualita-
tiven Verläufe der Auslastungen. Alleinig die absolute Höhe der Auslastung – insbesondere 
in Bezug auf die Gesamtauslastung – variiert über alle betrachteten Versagenskriterien so-
wie Simulationsmodelle ab Erreichen der 12.000 1/min sehr stark. Die Unterschiede zwi-
schen den einzelnen Versagensmodellen bei gleicher Drehzahl können teilweise einen Faktor 
von 14 erreichen, siehe Abbildung 7-3. 
 
Abbildung 7-3: Vergleich der Gesamtauslastungen bei ausgewählten Drehzahlen für die 
Testrotoren 1 (links) und 2 (rechts) bei E-Klauen, polygonaler Bandage, 
mittlerer Bandagendicke und Materialkennwerten gemäß Mittelwert 
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7.3 VERGLEICH DER SIMULATIONSERGEBNISSE FÜR TESTROTOR 1 
Faserzugauslastung 
Die Ergebnisse der Berechnungen für Faserzugauslastung bei der im Experiment ermittelten 
Berstdrehzahl von 18.000 1/min für Testrotor 1, unter der Annahme einer idealen Bandage, 
können Abbildung 7-4 und Abbildung 7-5 entnommen werden. Es zeigt sich, dass die be-
rechnete Faserzugauslastung bei Berstdrehzahl teilweise signifikant unter 100 % liegt und 
somit die Versagenskriterien kein Versagen prognostizieren. Einzig das HASHIN-Kriterium 
weist Faserzugauslastungen von 173 % bis 195 % auf. 
Bei weiterer Analyse der Ergebnisse wird deutlich, dass die prognostizierten Faserzugaus-
lastungen für die polygonale Bandagenform im Mittel ca. 8 Prozentpunkte höher sind als 
die der kreisrunden Bandagenform. Ferner ist die Faserzugauslastung der Bandage bei Nut-
zung von E-Klauen statt S-Klauen im Mittel ca. 2 Prozentpunkte höher. Der Vergleich der 
Ergebnisse der Versagenskriterien in Abhängigkeit von den gewählten Materialparametern 
zeigt eine mittlere Spannweite von 11 Prozentpunkten. Dementsprechend haben sowohl die 
Bandagenform als auch die gewählten Materialparameter nahezu identischen Einfluss auf 
die Faserzugauslastung. Ferner ist ersichtlich, dass die prognostizierten Auslastungen gemäß 
des HASHIN-Kriteriums als Ausreißer aufgefasst werden müssen, die keine hinreichend ge-
naue Übereinstimmung mit der experimentell ermittelten Berstdrehzahl aufweisen. Daher 
wird in den folgenden detaillieren Betrachtungen das HASHIN-Kriterium nicht berücksich-
tigt. 
 
 
Abbildung 7-4: Vergleich der Faserzugauslastung von Testrotor 1 für E-Klauen in Abhängig-
keit von den gewählten Materialparametern bei Berstdrehzahl von 
18.000 1/min und 0,85 mm Bandagendicke 
Die höchste Faserzugauslastung von 97 % zeigen bei den hier gewählten Annahmen die 
Versagenskriterien nach PUCK, VOGLER und dem MAXIMALDEHNUNGSKRITERIUM für die 
Modelle mit polygonaler Bandage, E-Klauen sowie Materialkennwerten gemäß unterem 
5 %-Perzentil. Bei alleiniger Betrachtung der S-Klauen sinkt die vorausberechnete Faser-
zugauslastung bereits auf 91 % und bei Nutzung der kreisrunden Bandage sogar auf nur 
79 %. Gemein ist allen drei Kriterien, dass sie zur Berechnung der Faserzugauslastung einen 
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dehnungsbasierten Ansatz verfolgen, vgl. Kapitel 4.3.6. Die Nutzung von spannungsbasier-
ten Ansätzen, wie bei dem LARC 05-Kriterium und der MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE 
führen bei den hier gegeben Randbedingungen zu einer weiteren Unterschätzung der auf-
tretenden Auslastung. 
 
 
Abbildung 7-5: Vergleich der Faserzugauslastung von Testrotor 1 für S-Klauen in Abhängig-
keit von den gewählten Materialparametern bei Berstdrehzahl von 
18.000 1/min und 0,85 mm Bandagendicke
Da die Ergebnisse der Simulationsrechnungen für Testrotor 1 nicht zufriedenstellend er-
scheinen, ist davon auszugehen, dass wesentliche den Spannungszustand beeinflussende 
Faktoren nicht berücksichtigt wurden. Daher erscheint es angebracht, die Schwankungen 
der Bandagendicke, die aus der Fertigung resultieren, vgl. Kapitel 6.1 , mit einzubeziehen. 
Aus diesem Grund wird im Folgenden die Bandagendicke auf 0,65 mm (unteres 5 %-
Perzentil) reduziert. Dadurch steigt die Faserzugauslastung deutlichen an und prognosti-
ziert bereits für mittlere Faserkennwerte eine Auslastung von nahezu 100 %, vgl. Abbildung 
7-6. Dies gilt insbesondere für die Ergebnisse des polygonalen Bandagenmodells. Das kreis-
runde Bandagenmodell weist eine im Schnitt 5 Prozentpunkte niedrigere Faserzugauslas-
tung auf. Im besten Fall beträgt die Abweichung von gemessener und errechneter Faser-
zugauslastung für das PUCK- und VOGLER-Kriterium sowie die MAXIMALDEHNUNGSHYPO-
THESE nur 3 Prozentpunkte. Das CUNTZE- und LARC 05-Kriterium sowie die MAXIMAL-
SPANNUNGSHYPOTHESE weisen höhere Abweichungen auf. Die Ergebnisse des HASHIN-Kri-
teriums sind für alle betrachteten Simulationsmodelle als zu konservativ einzuschätzen. 
Eine abschließende Betrachtung der mittleren absoluten Abweichung der gewählten Versa-
genskriterien von der ermittelten Berstdrehzahl mittels Rang-Verfahrens zeigt, dass das 
PUCK- gefolgt vom VOGLER- KRITERIUM und die MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE die 
höchste Präzision im Bezug auf die Faserzugauslastung mit einer mittleren Abweichung von 
7,2 Prozentpunkten bis 7,4 Prozentpunkten aufweist. Mit etwas Abstand folgen das 
LARC 05- KRITERIUM und die MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE mit ca. 11,7 Prozentpunk-
ten sowie das CUNTZE-Kriterium mit ca. 19,1 Prozentpunkten mittlerer Abweichung. 
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Abbildung 7-6: Vergleich der Faserzugauslastung von Testrotor 1 für E-Klauen in Abhängig-
keit der gewählten Materialparameter bei Berstdrehzahl von 18.000 1/min 
und 0,65 mm Bandagendicke  
Gesamtauslastung 
Entsprechend den empirischen Untersuchgen, vgl. Tabelle 6-3, traten erste lokal sicht- und 
tastbare Zwischenfaserbrüche in Umfangsrichtung bei 14.000 1/min auf. Durch eine weitere 
Steigerung der Drehzahl manifestierten sich Risse in Umfangsrichtung an mehreren Stellen. 
Da etwaige Risse in Dickenrichtung erst durch die FKV-Bandage wachsen müssen, sind 
diese nicht immer sofort detektierbar. Bei der Auslegung hinsichtlich Zwischenfaserbruch 
sollte daher ggf. ein Sicherheitsfaktor angewendet werden. 
 
 
Abbildung 7-7: Vergleich der maximal zulässigen Drehzahl in Bezug auf die Gesamtauslas-
tung von Testrotor 1 für Materialkennwerte gemäß Mittelwert und 
0,85 mm Bandagendicke 
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Die Analyse der Simulationsergebnisse zeigt, dass nahezu alle mesomechanischen Versa-
genskriterien im relevanten Drehzahlbereich Zwischenfaserbrüche voraussagen, siehe Abbil-
dung 7-7. Stark überschätzt wird die Gesamtauslastung vor allem durch das HASHIN-Krite-
rium. Diese sehr konservative Annahme deckt sich mit den Erkenntnissen bzgl. der Faser-
zugauslastung. Es zeigt sich aber auch, dass alle mesomechanischen Versagenskriterien ver-
einzelt Ausreißer aufweisen. Zudem ist die Ergebnisspannweite zwischen den beiden be-
trachteten Bandagenformen deutlich größer als noch für die Faserzugauslastung beobachtet, 
vgl. etwa PUCK, CUNTZE und LARC 05. So wird etwa im Falle der kreisrunden Bandagen-
form die Zwischenfaserbruchauslastung im Vergleich zum Experiment sowohl vom PUCK- 
UND LARC 05- als auch vom VOGLER-Kriterium unterschätzt.  
Die makromechanischen Versagenskriterien gemäß TSAI-WU und HILL sowie das MAXIMAL-
SPANNUNGSKRITERIUM erreichen eine vergleichsweise gute Übereinstimmung mit den Mes-
sergebnissen, einzig das MAXIMALDEHNUNGSKRITERIUM zeigt eine sehr deutliche Überschät-
zung der zulässigen Drehzahl.  
Der Vergleich der Abweichung der Grenzdrehzahlen zwischen beobachteten und berechne-
ten ZFB mittels des Rang-Verfahrens zeigt, dass die MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE ge-
folgt vom LARC 05-, HILL-, PUCK-, CUNTZE-, TSAI-WU- und VOGLER-Kriterium die besten 
Übereinstimmungen erreicht. Die beobachtete mittlere Abweichung liegt bei den vorgenann-
ten Kriterien zwischen 2,5 und 5,4 Prozentpunkten. Wobei anzumerken ist, dass hier erst-
mals für alle betrachteten Modellen die berechneten, maximal zulässigen Drehzahlen kon-
servativ ausfallen. Die MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE weist hingegen eine Abweichung 
von bis zu 62 Prozentpunkten auf, wobei die maximal zulässige Drehzahl erstmals deutlich 
überschätzt wird. 
Rotoraufweitung 
Im Folgenden werden die numerisch berechnete und die experimentell ermittelte radiale 
Rotoraufweitung für Testrotor 1 gegenübergestellt. Experimentell wurde die Rotoraufwei-
tung mittels zerstörungsfreier Untersuchung ermittelt, vgl. Kapitel 6.2. Eine Gegenüberstel-
lung der Ergebnisse kann Abbildung 7-8 entnommen werden. Es ist zu erkennen, dass die 
Abweichungen zwischen berechnetem und gemessenem Verlauf der radialen Aufweitung je 
Messpunkt nur wenige hundertstel Millimeter betragen und größtenteils im Bereich der 
Standardabweichung liegen. 
Der Gegenüberstellung kann entnommen werden, dass die Mess- und Berechnungsergebnisse 
sowohl qualitativ als auch quantitativ recht gut übereinstimmen. Abweichungen zwischen 
den experimentell und numerisch ermittelten Kurven sind in erster Linie auf Fertigungsein-
flüsse bei der Rotorherstellung sowie auf Messunsicherheiten zurückzuführen.  
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Abbildung 7-8: Vergleich der gemessenen und errechneten radialen Bandagenaufweitung für 
die polygonale Bandagenform 
Zwischenfazit 
Aufbauend auf diesen Ergebnissen kann zum gegenwärtigen Zeitpunkt geschlussfolgert wer-
den, dass diejenigen Versagenskriterien, bei denen die Faserzugauslastung dehnungsbasiert 
bewertet wird, die Berstdrehzahl vergleichsweise genau vorausberechnen können. Voraus-
setzung hierfür scheint eine akkurate Bestimmung der minimalen lokalen Bandagendicke, 
bedingt durch etwaige Fertigungseinflüsse, sowie eine zuverlässige Ermittlung der Materi-
alkennwerte für die FKV-Werkstoffe. Berechnungsansätze, die spannungsbasiert die Faser-
zugauslastung errechnen, zeigen deutlich stärkere Abweichungen. Zudem neigen sie dazu, 
die Auslastung zu gering zu bewerten.  
Im Bezug auf die Gesamtauslastung der Bandage zeigt sich, dass sowohl die meso- als auch 
makromechanischen Versagenskriterien in der Lage sind, im vorliegenden Anwendungsfall 
teils sehr gute und gute Übereinstimmungen zu erzielen. Dies gilt insbesondere für Simula-
tionsmodelle mit polygonaler Bandagenform, die in Kombination mit dem VOGLER-, PUCK- 
oder LARC 05-Kriterium benutzt werden.  
7.4 VERGLEICH DER SIMULATIONSERGEBNISSE FÜR TESTROTOR 2 
Faserzugauslastung 
Die Berechnungsergebnisse für Testrotor 2 zeigen bereits ohne Anpassungen der Bandagen-
dicke sehr gute Übereinstimmungen mit der experimentell ermittelten Versagensdrehzahl, 
vgl. Abbildung 7-9 und Abbildung 7-10. So ist bei diesem Testrotor die Abweichung zwi-
schen errechneter Berstdrehzahl und ermittelter Berstdrehzahl teils sehr gering. Es ist al-
lerdings auffällig, dass insbesondere das CUNTZE-Kriterium deutliche geringere Faserzug-
auslastung prognostiziert als alle anderen betrachteten Kriterien. 
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Abbildung 7-9: Vergleich der Faserzugauslastung von Testrotor 2 für E-Klauen in Abhängig-
keit von den gewählten Materialparametern bei Berstdrehzahl von 
21.500 1/min 
Im Vergleich zu Testrotor 1 ist bei Testrotor 2 festzustellen, dass die beste Übereinstim-
mung in Bezug auf die empirischen und numerischen Ergebnisse bei Materialkennwerten 
gemäß dem oberen 5 %-Perzentil auftritt. So sagen etwa die Versagenskriterien nach PUCK, 
CUNTZE, VOGLER und der MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE das Versagen im besten Fall 
auf 3 Prozentpunkte genau voraus (polygonale Bandage mit E-Klauen, Materialkennwerte 
gemäß oberem 5 %-Perzentil). Auch im Falle der S-Klauen zeigen die numerischen Ergeb-
nisse für die polygonale Bandagenform, unter Verwendung der Materialkennwerte des obe-
ren 5 %-Perzentils, nur geringe Abweichungen von 1 bis 2 Prozentpunkten. Dies spricht 
dafür, dass die in der Simulation getroffenen Annahmen und die gemessenen Materialkenn-
werte sehr gut übereinstimmen und gleichzeitig die Fertigungstoleranzen bei diesem Rotor 
sehr gut eingehalten wurden. 
Die Betrachtung der Berechnungsergebnisse für die kreisrunde Bandagenform zeigt sehr 
gute Übereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen. Im Vergleich zur polygonalen 
Bandage wird hier die beste Übereinstimmung bei Verwendung der mittleren Materialkenn-
werte erzielt. Es ist allerdings zu beachten, dass bei Nutzung von Materialparametern der 
oberen 5 %-Perzentile keines der betrachteten Kriterien ein Versagen prognostiziert.  
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Abbildung 7-10: Vergleich der Faserzugauslastung von Testrotor 2 für S-Klauen in Abhängig-
keit von den gewählten Materialparametern bei Berstdrehzahl von 
21.500 1/min 
Gesamtauslastung 
Die experimentellen Untersuchungen von Testrotor 2 zeigten erste lokal sicht- und tastbare 
Zwischenfaserbrüche bei 14.000 bis 15.000 1/min, vgl. Tabelle 6-4. Diese manifestierten sich 
vornehmlich in Form von axialen Abzeichnungen der Klauenkanten auf der Rotoroberfläche 
bis hin zu deutlich tastbaren Zwischenfaserbrüchen in Umfangsrichtung. Wiederum ist ge-
mäß den Simulationsergebnissen davon auszugehen, dass die Zwischenfaserbrüche in Di-
ckenrichtung von der Klauenoberfläche hin zur Bandagenoberfläche wachsen, vgl. Kapitel 
6.3. 
Die Ergebnisse der numerisch ermittelten Grenzdrehzahlen für Zwischenfaserbrüche, bei 
Materialkennwerten gemäß Mittelwert, sind in Abbildung 7-11 zusammengefasst. Diese äh-
neln in Verlauf und Höhe denen von Testrotor 1, vgl. Abbildung 7-7. Allerdings zeigt sich, 
dass die Homogenität der Ergebnisse für Testrotor 2 deutlich besser ist. Dieses Verhalten 
war schon bei der Faserzugauslastung beobachtbar.  
Der Vergleich der numerisch und der experimentell ermittelten Grenzdrehzahl zeigt, dass 
das TSAI-WU-, PUCK- und VOGLER-Kriterium sowie die MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE 
die besten Übereinstimmungen, mit einer mittleren Abweichung von 2,8 % bis 4,6 % über 
alle Modelle hinweg, zeigen. Abweichungen im Bereich von 6,2 % bis 7,7 % weisen die Kri-
terien nach, CUNTZE, HILL und LARC 05 auf. Wie schon bei Testrotor 1 zu beobachten, 
indiziert die MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE eine deutliche Unterschätzung der ZFB-Aus-
lastung. 
7. Gegenüberstellung der Berechnungs- und Testergebnisse 
110 
 
 
Abbildung 7-11: Vergleich der maximal zulässigen Drehzahl in Bezug auf die Gesamtauslas-
tung von Testrotor 2 für Materialkennwerte gemäß Mittelwert und 
0,76 mm Bandagendicke 
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7.5 SCHLUSSFOLGERUNGEN 
Die vorgestellten Ergebnisse der numerischen Simulation in Kapitel 7.3 und 7.4 sowie der 
Vergleich dieser mit den experimentell ermittelten Schleuderdrehzahlen zeigt, dass es mög-
lich ist sowohl das Bersten des Rotors aufgrund von Faserzugbruch als auch das stufenweise 
Versagen der Bandage aufgrund von Zwischenfaserbrüchen mit bekannten mesomechani-
schen sowie makromechanischen Versagenskriterien vorauszusagen. Allerdings weisen die 
experimentellen Ergebnisse teilweise recht hohe Schwankungen auf, die auf fertigungsbe-
dingte Einflüsse zurückgeführt sind: etwa Schwankung der Klauenmaße, Überlappungen des 
genutzten Klebebandes, lokale Abweichungen des FVG sowie etwaige Faserausbrüche durch 
den Schleifprozess. Diese instanz-spezifischen Parameter können nur bedingt in Simulati-
onsmodellen berücksichtigt werden.  
Die teilweise hohen Schwankungen zwischen den Ergebnissen der betrachteten Versa-
genskriterien sind zum einen auf die modellspezifischen Parameter, zum anderen auf eine 
modellinhärente hohe Sensitivität bzgl. einzelner Spannungskombinationen zurückzuführen. 
Dabei zeigt sich für die Faserzugauslastung über alle betrachteten Modellierungen hinweg, 
dass die mesomechanischen Versagenskriterien nach LARC 05, PUCK und VOGLER die bes-
ten Übereinstimmungen mit den experimentellen Untersuchungsergebnissen aufweisen, 
siehe Abbildung 7-12. Die vergleichsweise einfach anzuwendenden makromechanischen Ver-
sagenskriterien der MAXIMALSPANNUNGS- und der MAXIMALDEHNUNGSHYPOTHESE zeigen 
ebenfalls geringe Abweichungen. Dies war allerdings aufgrund der sehr ähnlichen Berech-
nung der Faserzugauslastung der o.g. fünf Kriterien zu erwarten, vgl. Tabelle 4-3. 
Das mesomechanische Versagenskriterium nach CUNTZE nutzt für die Berechnung der Fa-
serzugauslastung den E-Modul der Verstärkungsfaser in Faserrichtung sowie den FVG. Auf-
grund von fertigungsbedingen Schwankungen des FVG führte diese Modellannahme bei 
Testrotor 1 und 2 zu signifikanten mittleren Abweichungen zwischen den experimentellen 
und numerischen Ergebnissen. 
Die größten Abweichungen in Bezug auf die Faserzugauslastung weist das HASHIN-Krite-
rium auf, da dieses zusätzlich zu den faserparallelen Spannungen  die Schubspannungen 
 und  berücksichtigt. Die Abweichungen über alle betrachteten Modelle liegen bei 
deutlich über 100 Prozentpunkten. Folglich wird durch das HASHIN-Kriterium die Faser-
zugauslastung der Bandage deutlich zu konservativ bewertet. Es wird daher nicht empfoh-
len das HASHIN-Kriterium bei der Auslegung der Rotorbandage zu berücksichtigen. Eben-
falls nicht empfohlen wird die Verwendung des HILL- oder TSAI-WU-Kriteriums für die 
Berechnung der Faserzugauslastung, diese weisen ebenfalls deutlich zu früh das Bersten der 
Bandage aus.  
Ausgehend von den Daten gemäß Abbildung 7-12 sowie den gesammelten Erfahrungen bei 
der Modellerstellung wird aus Sicherheitsgründen empfohlen, für die Berechnung der Faser-
zugauslastung zwei Versagenskriterien parallel zu betrachten, zum einen das PUCK-Krite-
rium, zum anderen die MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE. Beide Kriterien sind in Bezug auf 
die Berechnung der Faserzugauslastung vergleichsweise einfach zu implementieren bzw. ste-
hen in ausgewählten FEM-Programmen bereits zur Verfügung. Zudem liefern sie im vorlie-
genden Beispiel sehr gute Übereinstimmungen mit den experimentellen Ergebnissen und 
benötigen ein Minimum an experimentell zu ermittelnden Materialkennwerten. 
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Abbildung 7-12: Vergleich zwischen den numerisch und den experimentell ermittelten  
Faser-Zug-Auslastungen 
 
Abbildung 7-13: Vergleich zwischen den numerisch und den experimentell ermittelten  
Gesamtauslastungen 
Die Nutzung des CUNTZE- und LARC 05-Kriteriums kann nur eingeschränkt empfohlen 
werden. Auch wenn diese Kriterien in Bezug auf die ermittelten Auslastung, vgl. Abbildung 
7-12 und Abbildung 7-13, teils sehr gute Übereinstimmungen mit den empfohlenen Kriterien 
erreichen. So neigt etwa das CUNTZE-Kriterium dazu, die Faser-Zug-Auslastung, bei Mo-
dellen mit kreisrunder Bandage, teils signifikant zu unterschätzen. Je nach Anwendungsfall 
und Ressourcen des Berechners kann die alleinige Verwendung dieses Kriteriums bei der 
Auslegung vergleichbarer Bandagen zu Fehlinterpretationen führen. Für das LARC 05-Kri-
terium anzumerken, dass für die Bewertung der Zwischenfaserbruchauslastung zum einen 
die Reibungsparameter  und  ermittelt werden müssen, welche bisher nur in sehr ein-
geschränkter Form in Datenbanken erfasst sind [105, S. 2316]. Zum anderen ist beim Über-
gang auf Nicht-UD-Materialien die Ermittlung der In-Situ-Festigkeiten [105, S. 2321] mit 
erheblichen Aufwänden verbunden, die ein hohes Maß an Erfahrungen im Umgang mit 
7.5 – Schlussfolgerungen 
113 
diesem Versagenskriterium voraussetzen. Für das CUNTZE-Kriterium sind die Berechnungen 
vergleichsweise einfach zu implementieren, aber auch hier sind entsprechende langjährige 
Erfahrungen notwendig, um die Curvefitting-Parameter und  korrekt auf das Banda-
genmaterial abzustimmen. 
Der Vergleich der mittleren Abweichung der Gesamtauslastungen, siehe Abbildung 7-13, 
zeigt zudem, das neben den mesomechanischen Kriterien nach PUCK und VOGLER auch die 
makromechanischen Kriterien nach TSAI-WU, HILL und der MAXIMALSPANNUNGSHYPO-
THESE die Gesamtauslastung sehr präzise ermitteln. Allerdings sei darauf hingewiesen, dass 
insbesondere das HILL-Kriterium davon profitiert, dass im vorliegenden Beispiel vorrangig 
Zugbelastungen auftreten und daher die Schwächen dieses Kriteriums im Druckbereich ka-
schiert werden.  
Die Berechnung der Gesamtauslastung gemäß PUCK setzt voraus, dass die Bruchebene und 
der zugehörige Bruchwinkel  ermittelt werden, siehe Kapitel 4.3.2. Dies stellt jedoch mit 
der steigenden Rechenleistung moderner Computer keine wesentliche Einschränkung mehr 
dar. Aufgrund der guten wissenschaftlichen Durchdringung sowie des vergleichsweise gerin-
gen Aufwands bei der Implementierung und der Werkstoffcharakterisierung wird für die 
numerische Ermittlung der Gesamtauslastung empfohlen, zusätzlich zum PUCK-Kriterium 
das TSAI-WU-Kriterium zu nutzen.  
Das Kriterium nach VOGLER zeigt im vorliegenden Beispiel sowohl bei der Berechnung der 
Faser- als auch der Zwischenfaserbruchauslastung sehr gute Übereinstimmungen mit den 
empirischen Ergebnissen. Allerdings beruhen diese guten Übereinstimmungen für die Zwi-
schenfaserbruchauslastung zum großen Teil auf dem in biaxialen Versuchen oder ersatzweise 
in off-axis-Tests zu ermittelnden Materialparameter , vgl. Kapitel 4.3.5. Die im Rahmen 
dieser Arbeit genutzten Abminderungsfaktoren zur Definition von , gemäß [18, S. 101], 
führen zu einer sehr guten Übereinstimmung der Ergebnisse im Hinblick auf die Gesamt-
auslastung. Dies kann jedoch dem Umstand geschuldet sein, dass die gleiche Kohlenstofffa-
ser wie in Veröffentlichung [18, S. 101] genutzt wurde. Bei Übergang auf andere Faser-
Matrix-Kombinationen ist die gute Übereinstimmung der numerisch und experimentell er-
mittelten Gesamtauslastungen nicht zwangsläufig zu erwarten. Auch liegen bisher nur sehr 
eingeschränkte Erfahrungen und teils nur Schätzungen über den Materialparameter  
vor, daher kann zum gegenwertigen Zeitpunkt keine eindeutige Empfehlung zur Nutzung 
des VOGLER-Kriteriums gegeben werden.  
In Bezug auf die Modellierung der Bandage kann ausgehend von den Ergebnissen in Abbil-
dung 7-14 und Abbildung 7-15 geschlussfolgert werden, dass im Mittel die kreisrunde Ban-
dagenform zu favorisieren ist. So zeigt diese insbesondere bei der hier betrachteten Banda-
gen-Klauen-Kombination eine deutlich geringere mittlere Abweichung bzgl. der Faserzug-
auslastung und auch eine etwas geringe mittlere Abweichung in Bezug auf die Gesamtaus-
lastung. Da die polygonale Bandagenmodellierung zumeist eine höhere lokale Auslastung 
liefert, kann diese Modellierung im Hinblick auf eine konservative Auslegung durchaus auch 
gewählt werden. Eine eindeutige Favorisierung einer bestimmten Bandagenmodellierung ist 
auf Basis der zur Verfügung stehenden Ergebnisse nicht möglich.  
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Abbildung 7-14: Vergleich zwischen den numerisch und den experimentell ermittelten  
Faser-Zug-Auslastungen für die polygonale und die kreisrunde Bandage 
 
Abbildung 7-15: Vergleich zwischen den numerisch und den experimentell ermittelten  
Gesamtauslastungen für die polygonale und die kreisrunde Bandage
Ein vergleichbares Bild zeigt sich bei Betrachtung der mittleren Abweichung der numerisch 
und der experimentell ermittelten Faserzugauslastung und Gesamtauslastung bzgl. E-
Klauen und S-Klauen. So liegen die Auslastungen für E-Klauen zumeist 6 Prozentpunkte 
oberhalb der von S-Klauen, wodurch die Modelle mit E-Klauen zu einer konservativeren 
Auslegung beitragen. Entsprechend wird empfohlen, zur Auslegung diese zu verwenden, 
auch wenn dies mit erhöhtem Rechenaufwand aufgrund der unsymmetrischen Lagerungs-
bedingungen einhergeht. 
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8 EMPFEHLUNGEN 
Die folgenden Empfehlungen beziehen sich auf die Gestaltung und Auslegung von UD-CFK-
Bandagen mit duroplastischer Matrix für Rotoren von Elektromotoren. CFK ist vor allem 
aufgrund der hohen spezifischen Festigkeiten und Steifigkeiten, insbesondere in Faserrich-
tung, in Kombination mit einer magnetischen Permeabilität von 1 sowie den exzellenten 
Zeitfestigkeiten prädestiniert für die Anwendung in Rotorbandagen. 
8.1 MATERIALKENNWERTE 
Zur detaillierten numerischen Auslegung der Rotorbandage empfiehlt es sich, eine möglichst 
vollständige Charakterisierung des Faserverbundes bei Raum- und Betriebstemperatur 
durchzuführen. Dabei können die in Kapitel 2.6.5 herangezogenen Prüfnormen genutzt und 
ggf. für die Schubcharakterisierung durch andere einschlägige Normen ersetzt werden. Da 
die mechanischen Eigenschaften der Bandage stark vom Faservolumengehalt (FVG) abhän-
gen, sollte vor Beginn der Herstellung der Prüfkörper der erreichbare FVG der späteren 
Bandage entsprechend den zur Verfügung stehenden Fertigungstechnologien abgeschätzt 
und der FVG der Prüfkörper angepasst werden.  
Bei der Werkstoffcharakterisierung sollten neben den Mittelwerten auch die unteren 5 %-
Perzentile bestimmt werden. Für die Dimensionierung der Rotorbandage kann es ferner 
notwendig sein, Zeitfestigkeiten zu ermitteln, welche für die Dimensionierung der Bandage 
verwendet werden können. 
Bei der Auswahl des Matrixsystems ist besonderer Wert auf die Glasübergangstemperatur 
(Tg) sowie die Topfzeit zu legen. Zum einen sollte die Bandagenherstellung sicher innerhalb 
der Topfzeit möglich sein, zum anderen sollte die Tg mindestens 20 K oberhalb der maximal 
zu erwartenden Rotor- und Statoroberflächentemperatur liegen. Da einige Permanentmag-
nete sowie Elektrobleche mit thermo- oder duroplastischen Schichten überzogen sind, sollte 
der Temperzyklus des Matrixsystems vorab überprüft werden, um etwaige Materialschädi-
gungen währen des Temperns zu vermeiden.  
Aufgrund des Aufwands, der mit einer qualitätsgesicherten mechanischen Kennwertermitt-
lung sowie der späteren Bandagenherstellung verbunden ist, empfiehlt es sich, die Auswahl 
der einzusetzenden Faser-Matrix-Kombinationen stark einzuschränken, ein oder zwei qua-
lifizierte Typen werden vom Autor als ausreichend erachtet. Somit kann eine präzisere Aus-
legung unterstützt sowie eine fertigungsbegleitende Qualitätssicherung erleichtert werden. 
8.2 NUMERISCHE ANALYSE 
Bei der numerischen Auslegung von UD-Faserbundbandagen für Elektromotorrotoren ist 
zu beachten, dass die Modellierung und Vernetzung der Bandage teils signifikanten Einfluss 
auf die Ergebnisse hat. Dabei dürfen Bauteilsymmetrien zur Verringerung des Modellie-
rungs- und Berechnungsaufwands ausgenutzt werden. Aufgrund der lokalen Spannungskon-
zentrationen in der Bandage sind Konvergenzstudien hinsichtlich der lokal notwendigen 
Netzfeinheit durchzuführen. 
Für die Bewertung hinsichtlich Faserzugauslastung wird empfohlen, parallel das PUCK-Kri-
terium (Kapitel 4.3.2) sowie die MAXIMALSPANNUNGSHYPOTHESE (Kapitel 4.2.1) 
8. Empfehlungen 
116 
heranzuziehen. Zur Bewertung der Gesamtauslastung und damit möglicherweise auftreten-
der Zwischenfaserbrüche empfiehlt der Autor die parallele Nutzung des PUCK- und des TSAI-
WU-Kriteriums (Kapitel 4.2.3). 
Die numerischen Analysen können sowohl mit den gemittelten Materialkennwerten als auch 
mit denen des unteren 5 %-Perzentiles durchgeführt werden. Im vorliegenden Beispiel wur-
den bessere Übereinstimmungen mit den Testergebnissen für Materialkennwerte gemäß Mit-
telwert erreicht. Im Hinblick auf eine konservative Auslegung ist es jedoch durchaus emp-
fehlenswert, die Materialparameter gemäß dem unteren 5 %-Perzentil zu nutzen. 
8.3 FERTIGUNG 
Im Rahmen der Rotorfertigung zeigten sich die typischen Nachteile der Nutzung von Nass-
wickelverfahren. Zum einen ist die Laminatqualität stark vom Wickelzug, dem Wickelun-
tergrund sowie der Harztränkung der Fasern abhängig, zum anderen werden vergleichsweise 
lange Fertigungszeiten benötigt um die Bandage aufzubringen und auszuhärten, vgl. Kapitel 
6.1. Für einen Kleinserienprozess ist das Nasswickeln durchaus ein sinnvolles Verfahren, mit 
Steigerung der jährlich benötigten Rotorbandagenanzahl sollten jedoch alternative Kon-
zepte, wie etwa das Wickeln von vorimprägnierten Tapes oder das Wickeln mit anschlie-
ßendem Harzinfiltrationsprozess in Betracht gezogen werden.  
Falls die Bandage, wie im vorliegenden Beispiel erfolgt, nach dem Temperprozess geschliffen 
werden muss, ist besonderes Augenmerk auf die Fertigungstoleranzen der Rotorkomponen-
ten in radialer Richtung zu legen. Etwaige nicht ausgeglichene Schwankungen des Rotorau-
ßendurchmessers vor dem Aufbringen der Bandage pflanzen sich auf der Außenseite der 
Bandage fort und führen nach dem Schleifen zwangsläufig zur lokalen Schwächung der 
Bandage und somit ggf. zu frühzeitigem Versagen.  
8.4 EXPERIMENTELLE UNTERSUCHUNGEN 
Der Ansatz, dass bei vorgegebener Schleuderdrehzahl von 120 % der Betriebsdrehzahl kein 
fatales Versagen des Rotors auftreten darf, scheint bisher ein valider Ansatz für die Dimen-
sionierung der Bandage zu sein. Nach Ansicht des Autors sollte die Schadensbeurteilung 
jedoch auf Zwischenfaserbrüche erweitert werden. Diese sollten bei Schleuderdrehzahl weder 
tast- noch sichtbar sein. Zudem sollten aus Sicherheitsgründen die Schleudertests auch bei 
maximal auftretender Betriebstemperatur des Rotors durchgeführt werden, vgl. Kapitel 6.3.  
Rotoren, die starken Drehzahlschwankungen während des Betriebs unterliegen, sollten fer-
ner Lebenszyklustests unterzogen werden, die im Rahmen von zeitraffenden Prüfprogram-
men auf Rotorprüfständen durchgeführt werden können. Abschließende zyklische Tests im 
Einbauzustand unter sicheren Bedingungen sollten ferner angestrebt werden. 
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9 ZUSAMMENFASSUNG 
Ziel dieser Arbeit war es, ein grundlegendes Verständnis für die auftretenden Effekte inner-
halb von inhomogen belasteten, dünnwandigen FKV-Bandagen – am Beispiel eines Klauen-
polrotors für einen Elektromotor – zu entwickeln. Dabei sollten die Grundlagen für eine 
effiziente und sichere Auslegung von dünnwandigen Bandagen für Rotoren mit inhomogener 
Masseverteilung geschaffen werden. Dies erfolgte im Kontext der Gestaltung eines Klauen-
polrotors für Elektrofahrzeugmotoren, der sich durch die erstmalige Verwendung von Soft-
Magnetic-Composites auszeichnet. 
Ausgehend vom Stand der Forschung heutiger Elektromotoren für Elektrofahrzeuge wurde 
das Lastenheft für den hier betrachteten Rotor erstellt. Hiernach erfolgte die zielgerichtete 
Auswahl und Charakterisierung der im Klauenpolrotor verwendeten Werkstoffe. Besonderes 
Augenmerk wurde dabei auf die Charakterisierung der zu verwendenden Soft-Magnetic-
Composites, der Ferritmagnete sowie des UD-Faserverbunds unter Verwendung eigens ent-
wickelter Prüfkörperwerkzeuge gelegt.  
Darauf aufbauend erfolgte die Werkstoffcharakterisierung und die methodisch unterstützte 
Entwicklung von Klauenpolrotorkonzepten, die bei Betriebsdrehzahl von bis zu 
10.000 1/min eingesetzt werden können. Somit wurde es möglich die Vorteile von Soft-
Magnetic-Composites, die schnelle, endkonturnahe Fertigung sowie die dreidimensionale 
Leitung des magnetischen Flusses, erstmals in Elektromotoren für Elektrofahrzeuge nutzbar 
zu machen. Die Detaillierung der Rotorkonzepte führte zu einem Hybrid-Design, bei dem 
der Rotor aus klassischem Elektroblech, Soft-Magnetic-Composite-Klauen sowie einer außen 
applizierten UD-CFK-Bandage besteht. Diese Bauform führt zwangsläufig zu inhomogenen 
3D-Belastungszuständen innerhalb der CFK-Bandage, wie sie auch bei anderen Rotorfor-
men vorkommen. 
Vorbereitend für die Ableitung von Empfehlungen für die Auslegung derartiger dünnwan-
diger UD-CFK-Bandagen, wurde der aktuelle Stand der Forschung hinsichtlich makro- und 
mesomechanischer Versagenskriterien für Faserverbunde vorgestellt, die jeweiligen Spezifika 
der Kriterien herausgearbeitet und gegenübergestellt.  
Daraufhin wurden mit Hilfe der Finite-Elemente-Methode detaillierte Analysen zu den vor-
liegenden Spannungszuständen, Faserzugauslastungen und Gesamtauslastungen in der Ro-
torbandage auf Grundlage von zwei verschiedenen Bauformen für die Klauen (E- und S-
Klauen) und zwei verschiedenen Modellierungsansätzen für die Bandage (polygonale und 
kreisrunde Form) durchgeführt. Somit konnten eine Vorzugsdicke für eine Testrotorbandage 
ermittelt werden sowie in begleitenden Untersuchungen die Auswirkungen der Haftreibung, 
magnetischer Zugkräfte, etwaiger Vorspannungen sowie von hybriden Glas-/Kohlenstofffa-
serlagenaufbauten auf die FKV-Bandage betrachtet, gegenübergestellt und kritisch disku-
tiert werden. 
Um eine Verifikation der numerischen Ergebnisse zu ermöglichen wurden anschließend zer-
störungsfreie und zerstörende experimentelle Untersuchungen im ILK eigenen Rotorprüf-
stand durchgeführt. Hierfür wurden zwei in axialer Länge skalierte Testrotoren auf Grund-
lage der Berechnungsergebnisse gefertigt, vermessen und gewuchtet. Der abschließende Ver-
gleich der vorausberechneten numerischen und der experimentell ermittelten Ergebnisse 
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zeigt, dass nur drei der neun betrachteten Versagenskriterien für die Berechnung der Ban-
dagen für Elektromotoren genutzt empfohlen werden können. 
Auf Grundlage aller getätigten Untersuchungen wurden Empfehlungen zur geeigneten 
Werkstoffcharakterisierung, numerischen Analyse, Wahl geeigneter Versagenskriterien, Fer-
tigung und Prüfung von CFK-UD-Bandagen mit duroplastischer Matrix für Elektromotoren 
abgeleitet. 
Im Hinblick auf offene Forschungsfragen lässt sich festhalten, dass die Beurteilung der Zeit-
festigkeit der Rotorbandage bisher nicht tiefgehend betrachtet werden konnte. Dies liegt 
zum einen an bisher kaum vorhandenen bzw. nicht zugänglichen Daten bzgl. der anzuneh-
menden Lastkollektive, zum anderen an sehr aufwändigen Untersuchungen zur Ermittlung 
von Zeitfestigkeitskennwerten von FKV unter mehrdimensionaler Belastung. Für den Se-
rieneinsatz derartiger Bandagen scheint es daher aktuell notwendig, eine statistische Absi-
cherung der vorgestellten Auslegungsstrategie auf Bauteilniveau durchzuführen. 
Ebenfalls nicht bekannt ist, welchen Einfluss die Wahl des Fertigungsverfahrens, insbeson-
dere im Hinblick auf den Übergang zu alternativen Fertigungsverfahren für die Mittel- und 
Großserienfertigung, auf die Rotorbandagen hat. In diesem Kontext kann ggf. auch über-
prüft werden, ob ein Übergang hinzu Mehrschichtverbunden (GF/CF-Laminate) eine sinn-
volle Alternative darstellt. 
Im Hinblick auf die Gestaltung der Magnete bzw. magnetfeldlenkenden Komponenten ist 
es durchaus denkbar, dass diese in ihrer Form derart angepasst werden, dass lokale Span-
nungsspitzen in der Bandage weitgehend vermieden werden. Hierfür wäre es notwendig, 
eine gekoppelte mechanisch-elektromagnetischen Auslegung durchzuführen.  
Ferner bleibt zu überprüfen, ob etwa durch den Einsatz von biaxialen Prüfmaschinen re-
präsentative Ersatzversuche auf Prüfkörperniveau durchführbar sind, um zum einen die 
Prüfaufwände zu reduzieren, zum anderen die Aussagequalität bzgl. der sich entwickelnden 
Bruchmoden im Faserverbund zu verbessern. 
Mit Blick auf die Ziele und die gewonnen Erkenntnisse aus der vorliegenden Arbeit kann 
folgendes Resümee gezogen werden. 
Im Rahmen der Arbeit konnte ein neuartiger Klauenpolrotor für Elektromotoren von PKW 
entwickelt werden, der einen einzigartigen hybriden Designansatz darstellt. Durch die ge-
zielte Nutzung von Soft-Magnetic-Composites, Elektroblechen, Ferritmagneten sowie einer 
CFK-Bandage wurde eine Rotordesign entwickelt, welches die spezifischen Vorteile der ver-
wendeten Materialien synergetisch ausnutzt. So ermöglicht die gezielte Funktionsteilung die 
erstmalige Verwendung von Soft-Magnetic-Composites und Ferritmagneten im Rotor von 
schnell drehenden Elektromotoren. Zudem konnten durch die Nutzung von äußert dünn-
wandigen CFK-Bandagen, mit hoher Steifigkeit und Festigkeit, die Potentiale zur gezielten 
Optimierung des mechanischen und elektromagnetischen Designs des Rotors gehoben wer-
den.  
Durch die Fertigung und das Testen von repräsentativen Klauenpolrotoren konnten Bei-
spieldaten zur Verifikation der Eignung von neun makro- und mesomechanischen Versa-
genskriterien gewonnen werden. Mit diesen Daten wurde gezeigt, dass die derzeit aktuellsten 
Faserverbund-Versagenskriterien nicht zwangsläufig die besten Übereinstimmungen zwi-
schen experimentellen und numerischen Ergebnissen liefern. Auch scheint es nicht zwangs-
läufig notwendig, vergleichsweise aufwendig zu implementierende mesomechanische Versa-
genskriterien zu nutzen.  
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Aufbauend auf dem Vergleich der numerischen und experimentellen Ergebnisse wird emp-
fohlen, zur Berechnung der Faserzugauslastung parallel das PUCK-Kriterium sowie die MA-
XIMALSPANNUNGSHYPOTHESE zu nutzen. Die Implementierung dieser beiden Kriterien ist 
vergleichsweise einfach. In Bezug auf die Ermittlung der Zwischenfaserbruchauslastung der 
Bandage wird empfohlen parallel das PUCK- und das TSAI-WU-Kriterium zu verwenden. 
Der maßgebliche Vorteil dieses Vorgehens gegenüber der Nutzung der Kriterien nach 
CUNTZE, VOGLER und LARC 05 besteht in der sehr guten Ergebnisqualität bei vergleichbar 
geringem Aufwand für die Materialcharakterisierung und Implementierung. Nicht zuletzt 
ist auch die gute wissenschaftliche Aufarbeitung der drei Vorzugskriterien ausschlaggebend 
für diese Empfehlung. 
Die in dieser Arbeit gesammelten Erkenntnisse sowie abgeleiteten Handlungsempfehlungen 
bilden eine hervorragende Ausgangsbasis für die Gestaltung, Dimensionierung, Fertigung, 
Prüfung und Verifikation von äußerst dünnwandigen UD-Faserverbundbandagen für Elekt-
romotoren. Dem geneigten Ingenieur werden alle bekannten und neu gewonnen Erkenntnisse 
detailliert nahegebracht, kritisch diskutiert und mittels aufwendiger experimenteller Unter-
suchungen verifiziert. Diese Arbeit eignet sich somit bestens als Ausgangspunkt für die 
Entwicklung zukünftiger noch leistungsfähigerer Elektromotoren. 
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Abbildung 11-1: Datenblatt Torayca T800s [131] 
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Abbildung 11-2: RTM-Wickelwerkzeug zur Herstellung von UD FKV-Platten 
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Abbildung 11-3:  Datenblatt Durethan AKV50 [84] 
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Abbildung 11-4: Vergleich der ermittelten Auslastungen über die verschiedenen Modellie-
rungen bei 12.000 1/min, Bandagendicke 0,8 mm und µ = 0,36 
 
 
 
133 
Tabelle 11-1:  Prognose der mechanischen Eigenschaften der Fasertypen TENAX UMS 40, 
TORAYCA T800SC und PYROFIL MR 60H 24P in Kombination mit der Epoxid-
harz/ -härter Kombination ARALDITE LY 556 und XB 3473 von HUNTSMAN bei 
einem angenommenen FVG von 50 % 
 TENAX  
UMS 40 (HM) 
PYROFIL  
MR 60H 24P (IM) 
TORAYCA T800SC  
(IM) 
 Nach  
PUCK 
Nach  
CHAMIS 
Nach 
PUCK 
Nach  
CHAMIS 
Nach 
PUCK 
Nach  
CHAMIS 
E-Modul  in GPa 196,5 196,5 141,5 141,5 148,5 148,5 
E-Modul  in GPa 8,1 7,6 8,1 7,6 7,6 6,8 
Querkontraktion  0,29 0,29 0,29 0,29 0,27 ,27 
Schubmodul  in GPa 3,6 3,6 3,6 3,4 3,3 2,9 
 
Tabelle 11-2:  Analyseeinstellungen FE-Modelle der Konzeptbetrachtungen 
Einstellungen Vernetzung 
Elementtypen Klaue SOLID 186 Elementgröße Klaue 2 mm 
Elementtypen Bandage SOLID 186 Elementgröße Bandage 0,5 mm 
Relevanz 30 Größenfunktion Adaptiv 
Physikgesteuerte Relevanz Grob Übergang Langsam 
Spannwinkel Mittel Automatisches Netzba-
siertes Defeaturing 
Ein 
Einstellungen reibungsbehaftete Kontakte 
Kontaktkörper: Klauenoberfläche Zielkörper: Bandage 
Algorithmus: Augmented 
Langrange  
Toleranzwert: 0,56 mm 
Reibungskoeffizient: 
reibungsbehafteter Kontakt 
0,36 Verhalten: Asymmetrisch 
Kontaktsteifigkeit  
aktualisieren: 
Jede Iteration Kontaktsteifigkeits- 
faktor: 
Automatisch 
Kontaktbehandlung: 
Ohne Vorspannung 
Auf Berührung  
anpassen 
Kontaktbehandlung: 
Mit Vorspannung 
Definierter radialer 
Versatz 
Analyse Einstellungen 
Rotationsgeschwindigkeit 12.000 1/min Reibungsfreie  
Lagerung 
Stirnflächen Klauen-
polgrundkörper 
Verschiebung: 
X, Y, Z-Komponente = 0 
Innenradius Klauen-
polgrund-körper 
Zylindrische Lagerung: 
Fixiert in axiale Rich-
tung 
Innenradius Klauen-
polgrundkörper 
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Tabelle 11-3:  Reibungsparameter ausgewählter Kunststoffe gemäß LARC 05 [105, S. 2316] 
 
 
Tabelle 11-4:  Randbedingungen für Passungsauslegung 
 Eckpunkt 1 Eckpunkt 2 
Drehzahl in 1/min 2.720 10.300 
Drehmoment in Nm 216 58 
Drehmoment je Klauenpolgrundkörper in Nm 21,6 5,8 
Axialkraft in N 500 500 
Radialkraft in N 1.000 1.000 
Temperatur in °C 23 23 
Anwendungsfaktor kA 1,4 1,4 
Haftreibungsbeiwert µr 0,14 0,14 
Außendurchmesser Nabe in mm 156 156 
Fügedurchmesser in mm 40 40 
Innendurchmesser Welle in mm 0 0 
Presssitzlänge in mm 10 10 
Nabentoleranz in µm  
(gem. ISO Toleranzklasse 6) 
16 16 
Wellentoleranz in µm 4,8 bis 0 4,8 bis 0 
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Tabelle 11-5:  Kennwerte für E-Glasfaser-Epoxid-Verbund [59] 
Faserkennwerte: Silenka E-Glas 1200tex [59, S. 37] 
 74 GPa  2.150 MPa 
 74 GPa  1.450 MPa 
 30,8 GPa  2,905 % 
 30,8 GPa  1,959 % 
 0,2  4,9 * 10-6 1/K 
Matrixkennwerte: Ciba Geigy MY750/HY917/DY063 [59, S. 37] 
 3,35 GPa  80 MPa 
 1,24 GPa  120 MPa 
 0,35  5 % 
   58 * 10-6 1/K 
± 45°-Verbundkennwerte gemäß [59, S. 78 f.] 
 444,42 MPa  27,01 GPa 
UD-Verbundkennwerte gemäß [59, S. 36] bei 60 % FVG 
 45,6 GPa  40 MPa 
 16,2 GPa  145 MPa 
 5,83 GPa  73 MPa 
 5,83 GPa  2,807 % 
 0,278  1,754 % 
 0,4  0,246 % 
 1.280 MPa  1,2 % 
 800 MPa  4 % 
 8,6 * 10-6 1/K  26,4 * 10-6 1/K 
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